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第１章 序論 
 
１．１ 研究の背景 
日本の粗鋼生産量は 1970 年初頭には 1 億トンを越え，世界有数の鉄鋼生産国へと
変貌を遂げた．鉄鋼製品は厚板，薄板，形鋼，棒鋼，線材など多種多様であり，造船，
自動車，建築，橋梁，家電など多くの工業製品に使用され，現在も，そして将来も我々
の生活基盤を支える重要な材料の一つである．鉄鋼製品の中では薄板の生産量が最も
多く，鉄鋼材料の主要な位置を占めている． 
薄板鉄鋼材料の主な用途である自動車に関して言えば，日本の自動車生産台数(バ
ス，トラックを含む)は 2007 年には年間 1100 万台を超えた．しかしながら，リーマ
ンショックの 08 年には 800 万台程度となり，最近の原油高，為替の乱高下も含めた
経済的な変化や震災の影響により，今後の自動車の生産には不透明感がある．一方で
中国の自動車生産台数は年々飛躍的に拡大しつつあり，現在では 2000 万台を超える
勢いである
1)
．自動車に用いられる部材は鉄鋼材料以外の材料も適用されるようにな
ってきたが，今後も鉄鋼材料が自動車の主要材料であることに変わりはないと考えら
れる． 
環境問題は喫緊の課題であり，自動車に使用される薄板鋼板の性能向上が求められ
ている．特に，地球温暖化防止のための二酸化炭素低減方策のひとつに，自動車の軽
量化による燃費向上が有効であることは周知のとおりである．近い将来には燃料電池
を搭載した自動車，電気自動車，それらのハイブリッド自動車などによりガソリン・
軽油に代表される化石燃料の使用を抑制し，直接的に電気を動力とする自動車が主流
になるとされている．しかしながら充電インフラの整備，電気自動車製造の生産コス
トの面から，その普及にはかなりの時間を要することが予想されている．将来的な電
気を動力とする自動車および現状の内燃機関を搭載した自動車の軽量化のために，ま
すます自動車部材への高品質の高強度鋼板(ハイテン)の採用が拡大するものと考えら
れる．また，ハイテンの製造技術，課題についても議論されている
2)
～
8)
． 
ところで，日本における鉄鋼業は電力業と並び，多くのエネルギーを消費し，二酸
化炭素を多量に排出している．鉄鋼製造の上工程においては，COURSE50に代表され
る二酸化炭素低減方法がナショプロとして採用され，現在研究開発が進行している
9)
～
12)
．「省エネなどの技術を活かし，環境保全と経済発展を両立させること」が提言さ
れ，それを達成するための「革新的技術開発」の一つとして「革新的製鉄プロセス技
術開発(COURSE50)」が位置づけられた．COURSE50は，二酸化炭素排出の抑制と，
二酸化炭素の分離・回収により，二酸化炭素排出量を約30%削減する技術を開発し，
2030年頃までにこれらの技術を確立し，2050年までに実用化・普及を目指すとしてい
る．さらにバイオマス
13)
～
16)
の積極的な利用，発生する二酸化炭素の地中貯蔵の研究
開発がなされている
17)
． 
これらの環境に配慮した二酸化炭素排出量の低減は世界的な趨勢であり，多くの産
業で，その削減を目的にした省エネルギー，省資源が重要なテーマになっている．製
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鉄業においては，上述のように製銑，製鋼工程における二酸化炭素削減活動が活発で
あるが，スラブ販売，鉄粉などを除き，鉄鋼製品のほとんどが熱間，冷間圧延プロセ
スを経由して製造され，下工程での省資源，省エネルギーによる二酸化炭素削減も重
要な課題である． 
鉄鋼材料の生産を支える熱間，冷間圧延技術の開発は 20 世紀後半から積極的に進
められ，これまでに飛躍的な発展を成し遂げたことは言うまでもない．その技術の潮
流は，高速化，大型化，連続化，高圧下，高品質の表面および高精度寸法を達成する
ための圧延理論を基盤とした機械，制御，センシング技術開発が中核をなし，数値解
析技術の進歩，コンピュータ技術の発展がベースになっている
18)
～
23)
． 
また，これら圧延プロセスの技術開発とともに，省エネルギー，歩留り向上も極め
て重要な技術課題になっている．熱間圧延プロセスにおける省エネルギーのためには
DHCRの拡大24)～26)による加熱原単位の低減，製品歩留りの向上，冷間圧延プロセスで
は，歩留り，能率の向上に資する技術開発が必要になっている．さらに，両プロセス
では，品質(高強度，高伸び，高成形性，精度の高い断面寸法)の優れた製品を供給す
る技術革新が必要となる． 
 
１．２ 熱間薄板圧延技術 
１．２．１ 熱間圧延の現状 
日本への熱間タンデム圧延機は，1940年に冷間タンデム圧延機とともに当時の日本
製鐵八幡製鉄所がアメリカから導入した
27)
．その当時の生産量は 150 万トン/年規模
であるとされている．鉄鋼製品の大半が熱間圧延を経由し，その生産能力が高いため，
熱間圧延は基幹的な中間プロセスと位置づけられている．このため種々の革新的な圧
延技術がこれまでに開発されてきた．ところが，日本において開発された最新のハー
ドとソフト技術の両方が海外に輸出，展開され，併せて国内外の経済的な環境変化な
どにより，現在の日本の熱間圧延機の強みは相対的に低下している．また，日本では
大規模(400～500万トン/年)な熱間圧延機が主流であるが，一方で，連続鋳造設備と連
続化したコンパクト圧延機(ミニミル)が中国，中近東で多く稼動している 28)～33)． 
Fig.1-1 に 1995 年に稼動した JFE スチール㈱東日本製鉄所の熱間圧延設備列(No.3 
HOT)を示す 34)．本熱間圧延設備は世界で初めて実用化されたエンドレス圧延設備を
有している．エンドレス圧延は仕上圧延機の手前でシートバー同士の後端，先端を誘
導加熱後接合し，複数のシートバーを連続的に圧延する方法である
35)
～
37)
．エンドレ
ス圧延では連続的にシートバーが圧延されるため，安定した熱間薄板圧延操業が可能
である．エンドレス圧延設備を有さない通常の熱間圧延設備列においては，鋼帯の先
後端部には張力による拘束がないために，仕上圧延時の蛇行問題が発生し易い．エン
ドレス圧延では，この課題が解消されるために，板厚 1mm 以下の極薄鋼板の熱間圧
延も可能になる． 
連続鋳造設備では幅変更を極力少なくすることが，単位時間当たりの生産能力を高
めるためには有効である．Fig.1-1の加熱炉出側に設置されたサイジングプレスにおい
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て，幅プレス用金型でスラブ幅方向に大圧下することにより，所定の幅変更が可能に
なりスケジュールフリー圧延が拡大した．幅プレスは大径のエッジャーロール圧延に
比べスラブ幅方向内部まで変形が及ぶために，圧延前後の幅変化が少なく幅圧下効率
が良好である．また，プレス開始位置および金型平行部における第 1 パス目(予成形)
の長さ，プレス量を微調整することにより，タングやフィッシュテールと呼ばれるク
ロップが低減可能である
38)
～
40)
． 
粗圧延では 2段，4段圧延機が複数設置され，通常リバース圧延が施される．スラ
ブ鋳造時に形成された鋳造組織をオーステナイト域の温度で圧下し，再結晶による組
織の微細化，組織の均一化を図り，仕上圧延機列に所定の板厚のシートバーを供する
目的がある． 
Fig.1-1 に示した熱間仕上タンデム圧延機は全スタンドペアクロス圧延機(PC：Pair 
Cross Mill)41)～44)から構成されている．仕上タンデム圧延機は，製品構成に応じて，一
般的には，6ないし 7スタンドの圧延機から構成され，断面寸法形状，材料品質を決
定する重要な工程である．板厚制御のための高速油圧圧下，高応答の AGC，スタン
ド間張力制御など優れた技術が開発され，これらに関して多くの報告
45)
～
47)
がなされ
ている．また，これまでに板クラウン・平坦度制御能力を備えた圧延機について 1970
年代以降，日本で多くの研究開発がなされてきた． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.1-1 Example of hot strip tandem mill equipment (JFE Steel East Japan steel Works) 34).  
Reheating furnace
Sizing press
Extracted slab
Roughing mill
Sheet bar
coiler
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板クラウン・平坦度制御能力を有する圧延機の例としては，4 段圧延機のベンダー
を増強した DCB(Double Chock Bending Mill)48),49)，片テーパーのワークロールをロー
ル軸方向にシフトさせる K-WRSM50)～56)，6段圧延機(HC-Mill High Crown Mill)57)～61)，
バックアップロールとワークロールを一対として上下のロール群で相互に逆方向に
水平面で回転させるペアクロス圧延機(Pair Cross Mill)および SMSが開発した CVC圧
延機(Continuous Variable Crown Mill)62)～68)などが挙げられる．これらの圧延機の特徴に
関しても多くの報告がある． 
また，圧延の進行とともにワークロールは熱膨張，摩耗する
69)
～
72)
．したがって，
板クラウン制御能力とワークロールの経時的な変化を考慮した板クラウン・平坦度の
予測が必要となり，その予測モデルについても多くの研究がなされている
73)
～
77)
． 
本論文の第 2章では，各種圧延機型式がクラウン，板厚精度などの製品の品質に及
ぼす影響や，蛇行，形状などの操業性に及ぼす影響を評価し，第 3章以降では圧延材
の非定常な変形について議論する．ここで非定常な変形とは，圧延材の板幅端部，先
端，後端部の変形を指し，圧延材の 3次元的な変形を意味している．以下には薄板熱
間圧延における課題を工程毎に整理した． 
 
１．２．２ 熱間圧延の課題 
通常の熱間圧延設備の構成の例を Fig.1-2に示す．熱間圧延設備は，加熱，粗圧延，
仕上圧延，ランアウト(ROT：Run Out Table)およびコイル巻取に大別することができ
る．以下に個々の課題について示す． 
(1)加熱工程 
加熱工程では連続鋳造されたスラブを添加成分や熱延後の材質を発現させるため
に設定された圧延温度に応じて，所定の時間で加熱する．加熱炉の省エネルギーを促
進するためにリジェネバーナー(蓄熱バーナー)78)～80)の適用が進められている．直送圧
延と呼ばれる HDR，DHCR 率を高めるための熱片スラブを加熱炉に直接挿入による
省エネルギーを促進する課題や，加熱時のスラブ変形，表面品質に直結する表面酸化
状態，スケールなどの課題がある． 
(2)粗圧延工程 
粗圧延工程では，前述した幅プレスにより幅サイジングが行われている．本研究で
は，粗圧延で発生するエッジシーム疵の発生を大きな品質課題と捉え，本論文の第 4
章でその発生機構と低減技術の研究開発について述べる
81)
．粗圧延の目的は仕上圧延
機に供するシートバーを製造することであり，スラブからシートバー厚まで適切な圧
下率で圧延される．粗圧延ではシートバーの幅を制御する必要があり，従来から自動
板幅制御 AWC(Automatic Width Control)が実施され，マージン(耳切代)削減のために，
さらなるの高度化による板幅精度の向上が必要である
82)
～
84)
． 
(3)熱間仕上圧延工程 
仕上圧延工程では圧延材の断面寸法形状，平坦度，材質，表面品質などを造り込む．
断面寸法形状の指標である，板厚，板クラウンおよび平坦度などが目標値を満足する
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ように制御される．板厚制御に関しては，高速油圧圧下装置，高応答の AGC が開発
され，また，板クラウン，平坦度を高精度に制御する広範囲な板クラウン・平坦度制
御能力を有した圧延機が開発されてきた．また，通板性，温度制御，ロール品質の向
上および熱延潤滑などが検討されてきた．特に通板性(蛇行抑制)，表面品質の向上に
関してはさらなる制御技術の開発が必要である．最近では，熱間圧延における潤滑の
適用により電力原単位，ロール面荒れ防止によるロール原単位の低減および圧延材の
表面品質の向上に寄与している
85)
． 
(4)ランアウト(ROT) 
仕上圧延後にランアウトを経て薄板は巻き取られる．適切な冷却により変態，巻き
取り温度などが制御され，ROT冷却時の圧延材温度の精度が圧延材の特性に大きな影
響を直接的に及ぼす．このため，仕上圧延機出側，ランアウト中，巻取り温度制御が
行われ，材質のばらつきを低減するためにも，これらの温度制御の高精度化が今後も
必要である． 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.1-2 Diagramatic representation of conventional hot strip mill lay-out. 
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１．3 冷間薄板圧延技術 
現在，日本国内の冷間タンデム圧延機は 25 基，ゼンジミア，クラスター圧延機な
どのリバース圧延機は 49 基ある．冷間タンデム圧延機の能力は耐荷重，圧延機モー
ターパワー，最高速度，平坦度制御能力など種々の指標があるが，冷間タンデム圧延
機の速度，耐荷重でその能力を比較した．日本国内における各稼動年代の冷間タンデ
ム圧延機の最高圧延速度を Fig.1-3に示す 23)．また Fig.1-4に最近の中国・韓国で稼動
した冷間タンデム圧延機の圧延最高速度を併せて示す．各々カタログなどから引用 
した最高速度であるのでプロダクトミックスにより実際の能力は不明な点が多いが，
2000年を境にそれらの最大速度がほぼ横ばいになっていることがわかる．6スタンド
圧延機は主にぶりき用鋼板の冷間圧延に対応し，極薄材の圧延が要求されるために生
産性の観点から最高速度が高くなっている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.1-3 Transition of maximum rolling speed of cold tandem mills in Japan23).  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.1-4 Transition of maximum rolling speed of cold tandem mills in Japan, China and 
Korea in recent history. 
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Fig.1-5 には最近の中国で稼動したシートゲージ圧延機の耐荷重とモーターパワー
の能力を，日本，韓国の圧延機とで評価した結果をそれぞれに示す．これらの圧延機
は平均的な日本の圧延機の能力を凌駕する圧延機スペックとなっており，相対的に日
本の圧延機能力が低下していると推察される．しがって，圧延機能力では劣るが，品
質面で他国を凌駕する技術開発が必要となる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig. 1-5 Comparison of maximum rolling speed of cold tandem mills between  
Japan, Korea and China.  
 
１．３．１ 冷間圧延の現状 
日本初の冷間タンデム圧延機は熱間タンデム圧延機と同時期の 1940年に導入され，
品質の向上と大量生産を両立する冷間タンデム圧延技術の発展の礎となった
27)
．1971
年 6 月に圧延機入側でコイル間を溶接し，停止することなく連続的に圧延処理可能な
完全連続圧延機が実現した
86)
．前後工程との直結化も進み，現状ではタンデム圧延機
の完全連続化，酸洗との連続化はベースの技術となっている．さらに，連続焼鈍設備
との連続化としては，1986 年には酸洗・冷延・連続焼鈍の完全連続設備が稼動した
87)
．1987年には Fig.1-6に示す UC圧延機からなる 4スタンドのタンデム圧延機が建
設され，エッジドロップ制御機能を有する冷間圧延機が建設された
88)
．1993 年 4 月
には前段 3スタンド PC圧延機，後段 2スタンド CVC圧延機からなるコンビネーショ
ン冷間タンデム圧延機が稼動し，高い寸法精度，平坦度，表面品質を備えた高級鋼板
の製造が可能になった
89)
．板厚精度の向上にはバックアップロールにコロ軸受け，高
速油圧圧下，高応答 AC モータ(60rad/sec)の採用，板厚，板速センサーを配置し，マ
スフローAGC を適用することにより，一般的な軟鋼である SPCC を冷間圧延した場
合に，仕上板厚 1mm の条件において板幅中央部の定速圧延時に±0.3%の板厚精度を
達成している．断面寸法制御としては前段の PC圧延機を活用し，エッジドロップが
大幅に改善した．また，2000年には，高精度の板厚制御および平坦度制御の拡大を主
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な目的として，酸洗ラインと直結した小径ワークロールを有した全スタンド UC圧延
機からなる 4スタンドの冷間タンデム圧延機が稼動している 90)． 
 
 
Fig.1-6 Example of cold rolling tandem mill train installed 4std UC mill. 
 
１．３．２ 冷間圧延の課題 
(1)板厚制御課題 
冷間タンデム圧延機での第一の目的は所定の板厚目標に対して，その偏差を最小に
した板厚の薄鋼板を製造することである．冷間圧延後の板厚偏差に及ぼす影響として，
熱間圧延前の加熱炉スキッドに対応したスラブの加熱むら，ホットランテーブルでの
冷却に起因した変形抵抗変動や，溶接点通過時の加速・減速時の圧延潤滑に起因した
摩擦係数変化による荷重変動がある．また，副次的なスタンド間張力の変動，バック
アップロールの偏芯や圧延機の剛性など種々の要因が板厚精度に影響する．これらの
変動原因が板厚に及ぼす影響を小さくし，板厚精度を向上するために AGC91)が用いら
れる．前段スタンドには高応答の油圧圧下装置が導入され，みかけの圧延機剛性を大
きくし，母板厚，変形抵抗などの変動に起因した圧延荷重の変化に追随する圧下
AGC(BISRA-AGC，MMC)の適用が一般的である．  
また，前段スタンドの板厚制御は圧延機の圧下位置を制御するため，バックアップ
ロールの偏芯は板厚精度に影響する．したがってバックアップロール偏芯制御ととも
に使用することが好ましい．中間スタンドではスタンド間の速度計を活用したマスフ
ローAGC，圧延機出側に設置した板厚計と設定との偏差を小さくするモニターAGC
を適用することが多い．モニターAGC はロール周速を制御し，スタンド間張力制御
により目標板厚に制御する．このように板厚制御に関して，従来から圧延理論を用い
た板厚制御方法について研究開発がなされた
92)
． 
最近ではモデリングを用いたアドバンスド板厚制御についての報告が多い
93)
～
96)
．
圧延理論をベースに従来よりも進んだ板厚制御，シミュレーション技術が発達した．
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AGC の機能をより発揮するための制御ゲインの設定，実操業状態を考慮し圧延条件
に制約を設け，より精度の高い板厚の制御方法が開発されてきた．また非定常部(溶
接点通過時，加減速時)の課題についても検討されている．板厚精度向上を目的とし
た制御技術は日進月歩で発展している．薄鋼板，特に普通鋼を対象とした冷間圧延技
術はハードとソフトの技術開発により高レベルの操業を達成している．寸法制御に関
しては，上述したように種々の技術開発がなされ，高品質の製品の製造が可能となっ
ている．ただし，板厚精度について，周期的な変動は±0.5%程度から大きく向上して
いないとの指摘
92)
もあり，加減速時における寸法制御，圧延機自体の振動の問題など，
いくつか取り組むべき課題がある． 
 
(2)幅方向板厚精度課題(エッジドロップ制御) 
冷延鋼板の板厚精度及び断面寸法形状に対するユーザー側の要求は厳格化してい
るが，これと同時にエッジドロップを制御することにより耳切代を低減できるため，
製品歩留りが向上するという鋼板製造側のメリットがある．また，エッジドロップの
小さい冷延鋼板はユーザー側での加工時の自動化，省工程を促進する．エッジドロッ
プを積極的に制御する圧延機としては，上述したクロス圧延機(ペアクロス，ワーク
ロールクロス)，HC(UC)圧延機，テーパー形状のワークロールをシフトするワークロ
ールシフト圧延機が開発され実用化している．エッジドロップ制御は，熱間圧延にお
いて発生する板クラウン，エッジドロップを熱間圧延で低減し，冷間圧延で発生する
エッジドロップは冷間圧延で個々に制御する考え方が一般的であった．しかし，熱延
の板クラウンが大きくなる非定常部では十分に冷間圧延後の製品のエッジドロップ
を制御できない課題があった．板端部から，より板幅方向内部までエッジドロップを
制御するエッジドロップ制御拡大について本論文の第 3章で議論する． 
 
(3)タンデム圧延機における平坦度制御
97)
～
103)
  
冷間圧延された鋼板の平坦度は，圧延中の中間スタンドでは鋼板の絞り等の操業安
定性に影響し，冷間圧延後においては次工程の連続焼鈍ラインでの通板性に影響する
ので生産性，歩留りの観点で平坦度制御は重要である．平坦度不良は母板の長手，幅
方向での変形抵抗のばらつきに起因した荷重変動による圧延中のワークロール弾性
変形量の変化や，局部的なサーマルクラウンの成長により顕在化しやすい． 
このような平坦度制御に関する圧延機ハードの対応としては，これまでワークロー
ルに適度のロールクラウンを付与する方法，6段圧延機の中間ロールをシフトさせ，
板平坦度に及ぼす荷重変動の影響を極小化する方法や，ワークロールベンダー，ロー
ル構造でロールクラウンを制御する方法がある
104)
～
106)
．また，板厚が薄くなると発生
し易いクォーター伸びの制御にはワークロールの幅方向の冷却条件を可変としてサ
ーマルクラウンを制御する方法も知られている．4，6段圧延機を対象として，ワーク
ロールベンディング，中間ロールベンディング(6 段圧延機)，レベリングおよびワー
クロールシフトなどのアクチュエーターにより，平坦度影響係数をロールと板の変形
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を連立させて板幅方向に分割して求め，得られた平坦度影響係数を分割して各アクチ
ュエーターの制御量を導出し，制御残差をスポットクーラントなどで平坦度を制御す
る方法が示されている．平坦度制御は今後も重要な制御課題である． 
 
１．４ 本論文の目的と構成 
圧延プロセスでは板端部非定常部の変形を制御する高歩留りの生産が必須であり，
現在も歩留りを向上させる生産方法が研究開発されている．歩留りが向上すれば，不
要な生産量の削減とそれを生産するエネルギーが省略できるので，省エネルギー，二
酸化炭素の排出量の削減に寄与できる．本研究は鋼板の熱間・冷間圧延において，高
品質および高歩留りの鋼板製造プロセスを開発し，鋼板製造時の省エネルギーを促進
することにより，地球環境に配慮した二酸化炭素削減に資することを目的としている． 
製品歩留り向上のためには，熱間・冷間圧延における非定常な幅端部変形機構の解
明と，端部の変形機構を制御し，均一な変形を促進する技術開発が重要である．本論
文では熱間・冷間圧延における圧延材の断面寸法形状制御および板端部の材料変形機
構に絞り議論する．具体的には，冷間圧延における板幅端部の変形を制御するエッジ
ドロップ制御，熱間圧延におけるステンレス鋼板のエッジシーム疵およびクラッド鋼
板の先後端非定常部の変形挙動を対象として議論する．Fig.1-7に本論文の課題，構成，
目的および社会に対する貢献を図示する．また，本論文の構成を Fig.1-8 に示す．本
論文では，最初に圧延機の弾性変形について調査する(第 2 章)．圧延では圧延材をロ
ール以外に拘束するものはなく，幅端部が自由端になるため，3次元的な変形が発生
する(第 3，4 章)．また，圧延材の噛み込み，後端の噛み出し時(尻抜け)には，先端，
後端が自由端になるので，この位置でも材料特性に沿った非定常な変形になる(第 5
章)．一見，種々の圧延現象を取り扱うように見えるが，基本的には，ロールに拘束
されない部分における圧延材の変形挙動について本論文で取り扱う．以下には各章の
概要を示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.1-7 Significance of this study. 
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Fig.1-8 Contexture and objective of this study. 
 
第 2章『熱冷延鋼板の品質に及ぼす圧延機剛性の影響』では，圧延機の基本特性で
ある板クラウン・平坦度制御能力，および諸剛性について調査する．本論文では圧延
における圧延材の板幅端部，先後端の非定常部の変形について検討するため，まず，
圧延機の基本特性について議論する．製鋼工程後における鋼板製造の品質造り込みの
基本工程は熱間・冷間圧延工程である．圧延機の弾性変形が圧延材の断面寸法形状，
板クラウン・平坦度制御能力，蛇行に及ぼす影響についてラボ実験および非対称圧延
が解析可能な分割モデルにより検討し，板端部の変形を制御するために必要な圧延機
の制御機能を明らかにする．また，圧延機型式が圧延機の剛性に及ぼす影響について
考察し，熱間および冷間圧延機の最適な型式について議論する．圧延機の諸剛性のな
かで，縦剛性，平行剛性および横剛性について，それら剛性に及ぼすロール間接触長
さの影響を明らかにするとともに，ロール間接触長さとロールプロフィル(ロールク
ラウン)の大きさの影響について評価する．これら圧延機の基本特性の検討結果を，
これ以下の章の議論に反映させる． 
第 3章『冷間圧延におけるエッジドロップ制御』では，本論文の背景にも述べたよ
うにエッジドロップ生成機構やエッジドロップ制御能力を有する圧延機を活用した
その制御について，これまでに多数報告されている．しかしながら，熱延鋼板のエッ
ジドロップを冷間圧延で制御する試みは従来にはなく，冷間圧延においてエッジドロ
ップ制御範囲の拡大を目的として，その制御システムを構築する．エッジドロップを
積極的に冷間圧延で制御するために，板幅端部の変形挙動に焦点を当て，ラボ実験に
よるエッジドロップ制御可能範囲の明確化と，片テーパー付きワークロールシフト圧
延法おける最適なワークロールのテーパー量について議論する．板幅方向のより内部
までのエッジドロップを制御するためには，圧延材の板幅端部で大きな変形が必要と
なる．板幅端部のロールバイト近傍では圧延材の長手方向のメタルフロー不足のため，
Roll
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変形抵抗に等しい張力が作用し，幅縮みを含む大きな予変形が発生することが予想さ
れる．この予変形機構を解明するために，3 次元弾塑性 FEM 解析により，ワークロ
ールのテーパー量がロールバイト入側における，板の予変形挙動に及ぼす影響につい
て考察する． 
これらの基礎検討を経て，熱延板クラウンの大きさに対応したワークロールシフト
位置のフィードフォワード制御，圧延機出側に配置したエッジドロップ計を用いたフ
ィードバック制御システムの確立について示す．さらに，4 スタンド UC 圧延機から
なる実機冷間タンデム圧延機において，片テーパー付きワークロールシフト法を適用
し，幅方向のより内部まで高い幅方向板厚精度が得られる技術を確立し，実機に適用
した結果について述べる． 
第 4章『ステンレス鋼板のエッジシーム疵発生機構の解明と制御』ではエッジシー
ム疵低減による歩留り向上について議論する． 
鋳造後にフェライト系ステンレス鋼スラブは加熱炉により均熱されるが，その段階
で表層の結晶粒が粒成長し，粗大な結晶粒が生成する．粗圧延段階においても，フェ
ライト系ステンレス鋼はフェライト単相であり，圧延によるひずみ導入後も，この粗
大な結晶粒は再結晶しないため，表面の粗大粒は長手方向に変形する．これら粗大粒
の変形に焦点を当て，エッジシーム疵の基点になるしわの形成機構について，実際の
スラブを用いたラボ実験，3次元弾塑性 FEMを用いた結晶塑性解析により検討する． 
次に，実機の熱間圧延機設備においてエッジシーム疵を低減するために，サイジン
グプレスへの凸形状金型の適用について検討する．凸形状金型の最適形状について検
討するとともに，平面形状金型の場合と比較して，凸形状金型を適用した場合の，板
幅端部の変形挙動について，鉛板を用いたラボ実験および 3 次元弾塑性 FEM 解析に
より考察する．これらの検討を基に，エッジシーム疵の側面の表面への回り込みを低
減するため，実機のサイジング幅プレスにおいて凸形状金型を適用した結果について
述べる． 
第 5章『クラッド鋼板の先後端部変形に及ぼす圧延条件の影響』では，ステンレス
クラッド鋼板の端部変形挙動と変形均一化について議論する．ステンレスクラッド鋼
板の熱間圧延において，軟鋼とステンレス鋼の熱間圧延の変形抵抗が大きく異なるた
めに，両層間での伸び差が発生し，先後端かつ幅端部では軟鋼がステンレス鋼側に回
り込む．軟鋼が回り込んだ部分では切捨てが必要になるので歩留りの低下を余儀なく
される．軟鋼の先後端への回り込みに及ぼす異径ロール，異周速圧延およびステンレ
ス鋼側潤滑の影響について検討する．軟鋼の回り込み現象を明らかにするため 2次元
弾塑性 FEM 解析結果を交え考察し，歩留りの向上を目的とした最適圧延条件につい
て議論する． 
第 6章『結論』では各章で得られた結論を総括した． 
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第２章 熱冷延鋼板の品質に及ぼす圧延機剛性の影響 
 
２．１ はじめに 
２．１．１ 板クラウン・平坦度制御能力を有する圧延機 
現在，大量生産時代から鋼材需要家ニーズの多様化，高級化指向に対応した少量，
多品種生産の時代に移行しつつあり，熱延，冷延コイルの全長・全幅を対象とする高
精度の寸法，平坦度が要求されている．また，熱間，冷間圧延における断面寸法形状，
平坦度の高精度化は，鋼板の品質，歩留りを向上させるだけでなく，操業性(通板性，
絞り，曲がり，蛇行など)にも影響する．板幅方向の板厚の均一化には板クラウン・
平坦度制御に優れた圧延機が必要であり，これまでに，広範囲なその制御性を有する
圧延機が開発されてきた．圧延機型式を 4段，6段圧延機に限定すると，ワークロー
ル(以下 WR と称す)ベンダー，DCB(ダブルチョック WR ベンダー)1)～3)を装備した圧
延機をベースとして 
① シフト系：K-WRS4)～8)，HC(UC)9),10)，UPC11),12)，CVC13)～21)圧延機 
② クロス系：ペアクロス
22)
～
26)
，WRクロスまたはスキュー圧延機 27),28) 
の 2つに大別される．既にこれら多くの圧延機が実用化され，商業的な生産に適用さ
れている．また，熱間圧延におけるチャンスフリー圧延
29)
の拡大に，新たに開発され
た圧延機が寄与しており，これらの圧延機が有する板クラウン，平坦度制御性に関し
ても多くの報告がなされている
30)
．その他，ロールを内部油圧により膨張させ，ロー
ルプロフィル(ロールクラウン)CRを可変とするVC圧延機 31)～33)も開発されているが，
油圧の変化がどのように圧延機の剛性に作用しているか不明なため，本章での検討か
ら除外している． 
 
２．１．２ 板クラウン・平坦度制御能力を有する圧延機の課題 
これまで，種々の圧延機型式に関して板クラウン制御能力を計算により比較
34)
した
結果が報告されている．例えば，板クラウン・平坦度制御能力に優れた HC圧延機(6
段 High Crown mill)が開発されたが，世界的にみても HC圧延機が熱間薄板連続圧延
の実操業に適用されているのは日本のみである．HC 圧延機は現在，新日鉄住金㈱八
幡製鉄所，日新製鋼㈱呉製鉄所および JFEスチール㈱西日本製鉄所(倉敷地区)の熱間
タンデム仕上圧延機の後段スタンドに配置されている．HC 圧延機が配置された理由
は，中間ロール(以下，IMRと称す)をシフトした状態で，WRたわみに及ぼすWRベ
ンディングの影響が大きく，板クラウン・平坦度制御能力が優れていることが明らか
にされたからである． 
しかしながらこの計算結果
34)
は HC-δ (HC-δは板端と IMRバレル端との距離，板端
よりも IMRバレル端が圧延機中心側でマイナス)がほぼ 0(IMRバレル端が板端位置相
当に等しい)の条件で計算されており，スタンド間張力が小さい実機の熱間圧延の場
合には，蛇行が発生し易いことが指摘されている．但し，高い張力下で操業される冷
間圧延においては，HC,UC圧延機は板の平坦度制御能力に優れた圧延機として冷間圧
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延機列に多く設置されている．また，既に HC 圧延機の非対称性 35)～37)についての検
討があるが，モデル中心になっており，4 圧延機と比較して，6 段圧延機の諸剛性の
総合的な検討まで至っていない． 
 
２．１．３ 本章の目的 
以上のように多くの圧延機が現在までに開発されているが，本論文の研究対象であ
る鋼板端部の均一変形の促進や，コイルの全長，全幅を対象とする高精度の寸法，平
坦度および安定した操業を達成するためには，熱間・冷間圧延機の縦剛性，横剛性，
平行剛性なども包括的に評価し，熱間・冷間圧延に適した圧延機型式の選定が必要で
ある．圧延機の板クラウン・平坦度制御アクチュエーター(ロールシフト，ロールク
ロス，ベンダーなど)による板クラウン制御・平坦度制御能力の比較について，上述
のように多くの報告があるが，その他の圧延機の重要な特性である剛性を含めて議論
されていない．また，板クラウン制御性に優れた圧延機は，板端部の変形制御が十分
可能であることが推測されるが，エッジ部を含めた幅方向内部の変形について詳細に
評価した報告は少ない．そこで本章では，板幅端部で急速に板厚が減少するエッジド
ロップの制御性の指針となる板クラウン制御・平坦度制御能力および諸剛性に及ぼす
圧延機型式の影響をラボ実験および数値解析モデルを用いた圧延機の変形解析によ
り検討する
38),39)
． 
まず，圧延機の基本的な特性としての板クラウン・平坦度制御量について検討する．
そして，圧延機の諸剛性は板厚精度，通板性に大きな影響を及ぼしているので，ラボ
実験および数値解析により，その特性を調査し，熱間・冷間圧延に適した圧延機型式
の提案を行う．本章で得られた結論を，次章以降で議論する冷間圧延におけるエッジ
ドロップ制御，熱間圧延における圧延材の板幅端部に形成されるエッジシーム疵制御
および厚板圧延におけるクラッド鋼板の端部変形挙動に関する議論に反映させる． 
 
２．２ 圧延機の板クラウン制御能力と剛性 
２．２．１ 板クラウン・平坦度制御能力 
 熱間・冷間圧延機の基本的な特性として板クラウン・平坦度制御能力がある．圧延
時の荷重によりワークロール(WR)はたわみ，その表面は扁平変形する．圧延材の弾性
回復を除き，圧延材はロール軸方向のWRギャップ分布に沿う板厚プロフィルになる
ので，板クラウン，エッジドロップが生成する．板クラウンの予測やその制御に関し
ては，多くの報告
4),40),41)
があり，開発された技術は商業生産の熱間・冷間タンデム圧
延機に実用化されているので，本章ではその詳細は割愛する．次章ではエッジドロッ
プ制御について述べる． 
種々の圧延機型式について，板クラウン・平坦度制御能力や圧延機の剛性を，実機の圧
延機設備により実際に測定することは困難であるので，本章ではラボ圧延によるモデル実験
および数値解析により板クラウン・平坦度制御能力，種々の圧延機型式の諸剛性について
議論する． 
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２．２．２ 圧延機の諸剛性 
 熱間・冷間圧延において板クラウン・平坦度を制御するとともに，コイルの全長に
亘る寸法，平坦度を所定の精度に収めるためには，圧延機の諸剛性を把握する必要が
ある．単に板クラウン制御能力の大小のみだけではなく，板厚制御，平坦度制御，蛇
行特性にも圧延機の諸剛性が影響しており，包括的に圧延機の諸特性を評価する必要
がある．以下には圧延機の基本的な諸剛性について示す． 
(1)縦剛性 Km 
圧延機の縦剛性 Kmは圧延荷重変化に対する上下 WR バレル中心位置における WR
ギャップ変化で定義される．低圧延荷重域では縦剛性 Kmは一般的に小さく，高圧延
荷重域で大きくなる．その縦剛性 Kmは，低圧延荷重域ではチョック，圧下装置など
の機械部品の接触に起因して，非線形な挙動を示す．圧延機の縦剛性 Kmの測定 42)に
は圧延法，締め込み法があり，締め込み法がでは圧下の締め込み時および解放時にミ
ル伸びを測定し，縦剛性 Kmを求める． 
(2)横剛性 Kc 
圧延機の横剛性 Kc は一般的には認知されていないようであるが，本研究では，横
剛性 Kc は圧延荷重変化時の板クラウン変化として定義する．冷間圧延の低速圧延で
は高荷重の圧延となるが，高速圧延ではロールバイト内に導入される圧延油が多くな
るため，WRと圧延材間の摩擦係数が低下し低荷重の圧延となる．このため１コイル
内での圧延荷重変動が大きく，これに起因した平坦度不良を低減するためには，横剛
性 Kcが大きな圧延機が好ましい． 
(3)平行剛性(左右剛性)Kl 
圧延機の左右剛性とも呼ばれ，①左右板厚差と蛇行量との比，②差荷重と蛇行量と
の比，③差荷重が発生した時のロールのモーメントとロールの傾きとの比などがあり，
研究段階とされている．本研究では，板ウエッジ，蛇行量を実験により実際に求め，
平行剛性 Klについて議論する．平行剛性式については例えば，山下ら 43)によればロ
ール間の扁平および差荷重が発生した圧延機の左右の変形で求められるとしている．
一方，中島ら
44)
は蛇行に影響する圧延材のキャンバーおよび板ウエッジ比率変化の影
響を解析的に検討している． 
 
２．３ 実験方法および圧延機の変形解析モデル 
２．３．１ 実験方法 
 実験に用いたラボ圧延機の概要を Fig.2-1 に示す．圧延機のロール寸法および板ク
ラウン・平坦度制御アクチュエーターの能力を Table 2-1に示す．4段圧延機の場合に
は IMRを撤去し，同一のハウジング内で，4，6段圧延機の実験ができるようにした．
なお，6 段圧延機では IMR 駆動，4 段圧延機の場合にはバックアップロール(以下，
BUR と称す)駆動となる．実験に用いた 5 タイプの圧延機およびそれぞれのロールに
付与したロールプロフィル CRの係数を Table 2-2に示す．IMRおよびWRに付与し
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たロールプロフィル CR(イニシャルクラウン，ロールカーブとも呼ばれる)を Fig.2-2
に模式的に示す．本章では圧延機型式は以下に示す名称で呼ぶことにする． 
●4段圧延機(4-high mill) 
○K-WRS圧延機：Kawatetsu-Work Roll Shifting (片テーパー付き 
ワークロールシフト)圧延機 
○WR-CVC圧延機：WRに S 字状のロールプロフィルを付与した 
Work Roll - Continuous Variable Crown圧延機 
○WRC圧延機：WR Cross圧延機 (WRスキュー圧延機と同じ) 
●6段圧延機(6-high mill) 
○UC圧延機：HC(High Crown mill)圧延機の IMRに IMRベンダーを有する 
UC-MILL (Universal Crown Control Mill)  
○IMR-CVC圧延機：IMRに S 字状のロールプロフィルを付与した 
Intermediate Roll- Continuous Variable Crown Mill 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-1 Drawing of experimental laboratory mill. 
 
      Table 2-1 Rolls size and capability of crown control actuator. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Shifting  equipment
Screw down
Load cell
Mill type                                        
Roll size
work roll                                    100x400mm
Intermediate roll                       130x400,520mm
Backup roll                                30x400mm
Rolling load                                 980kN(max.)
Shifting stroke 
work roll                                        ±110mm
Intermediate roll                            ±200mm
Skewing angle(WRC)                    0,0.6,1.2 deg.
4 and 6-h
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Table2-2 Mill type and coefficients of roll profiles for laboratory experiments.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-2 Roll curves used in laboratory experiments. 
 
4 段圧延機の K-WRS 圧延機においては，WR の中央から片側に 2 次式のロールプ
ロフィル CRを，WR-CVC圧延機は，3次式で示される CRを付与し，WRC圧延機の
WRはストレート形状とし，上下WRを互いに反対方向にクロスさせた．クロス角度
は 0,0.6,1.2°の 3水準とした．UC圧延機は IMR,WRインクリースベンダーを有し，
ストレート形状のロールプロフィルを有する IMR，WR から構成され，IMR-CVC 圧
延機は IMRに 3次式で示される CRを付与し，IMRをロール軸方向にシフトさせた．
IMR-CVC 圧延機においてもインクリースベンダーを使用した．WR シフト条件は全
ての圧延機(K-WRS，CVC，IMR-CVC)において，ロールが圧延機中心に対して上下，
左右が対称となる位置をシフト量 0とし，+側(板クラウンが小さくなる方向，インク
リースベンダーと同方向)，-側(板クラウンが大きくなる方向，デクリースベンダーと
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Coordinate normalized by half barrel length of rolls X
-0.04
-0.03
-0.02
-0.01
0
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0.02
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0.04
0.05
0.06
-1 -0.8 -0.6 -0.4 -0.2 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
6-high CVC
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Mill type
Curved
roll
Coefficients of roll profile*
a               b                 c ∆D,mm**
4-h
K-WRS         work                     0              0.04       0                    0.800
4-h CVC       work                   -0.0436       0.0131          0.0369           0.052
WRC
(WR-cross)       - 0                  0                0  0
6-h
UC                    - 0                  0                0  0
6-h CVC       Intermediate        –0.0958         0.0288       0.0812           0.115
*Roll profile y=ax3+bx2+cx(-1≦X≦１),K-WRS b=0,X≦0.
**ΔD：difference between maximum and minimum diameter of roll profile
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同方向)にシフトさせた．また，バレル長 400および 480mmの 2水準の WRを用い，
バレル長 480mm の条件においては，最大，最小 WR シフト条件においても，WR の
バレル端が，BUR端部よりも圧延機中心側に位置しないようにした． 
一方，6段圧延機の UC圧延機ではバレル長 400mmの IMRを用いたが，IMR-CVC
圧延機ではバレル長 520mmの IMRを用い，最大，最小 IMRシフト量においても IMR
バレル端部が BUR端部よりも圧延機中心側に位置しない範囲でシフトさせた．Table 
2-3 に示す条件によりアルミニウム合金(ジュラルミン：A2017P)板の 1 パス無張力圧
延を実施し，板クラウン制御量を調査した．板クラウン評価に用いる板プロフィルは
ほぼ定常となった位置で板厚を測定し板クラウンとして求めた．アルミニウム合金板
の入側板厚偏差はなく，フラットな板プロフィルを有していることを事前に確認した． 
 
Table 2-3 Experiment and calculation conditions of crown control capability. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
２．３．２ 圧延機の変形解析モデル 
圧延機の変形解析を行うにあたり，上下・左右非対称圧延が検討できるように，従
来作成された分割モデルプログラムを拡張した
45)
．分割モデルは Shohet ら 46)により
構築された圧延機ロール群変形を対象とした力学的モデルである．圧延材幅方向の圧
下率分布に応じたWRに作用する荷重分布を与えWR，BURの軸芯たわみが求まる．
Shohetらの分割モデルにはWRの扁平が考慮されていないので，以下の扁平モデルを
適用する．  
ロールバイト出口点の圧延材幅方向のWR表面変位は，その位置での荷重のみなら
ず，他の場所からの荷重の影響を受けるため，WRの表面扁平変形を求めるにはロー
ルバイト内の荷重を考慮して解析する必要がある．藤沢ら
47)
はロールを半無限体と考
え，半無限体の境界面の一部に作用する平均圧力によって生じる荷重方向の表面変位
を求めている．また，戸澤ら
48)
はロール軸心たわみ形状の数値解析も行い，さらに半
無限体の境界面の一部に作用する変位を与える(2-1)式 49)を変形し，ロール表面の扁平
を与える式を導いている．ここで Ps：分布荷重，δ
t
：変位，Ew :WR のヤング率，
Material                   
Type 
Dimensions(size) TxW
Rolling load
Reduction
Mean flow stress                                                
Shifting conditions
Work roll(4-h CVC and K-WRS)
Intermediate roll(UC,6h-CVC)
Experiment Calculation
Skewing angle
Bending                         
Work roll
Intermediate roll
Al-A2017P
700kN 
10%
396.7MPa
-40～+40mm
0～40mm
0～80mm
0,1.2 deg
0～14.1kN/chock
0～19.2kN/chock
3x300mm
 - 23 - 
νW :WRのポアソン比，ϕ :角度，S：力点からの距離である． 
                    
dSdp
E sDw
w
t ϕpi
νδ ∫∫
−
=
21
             ・・・2-1 
戸澤らが導いたロールの表面扁平モデルは，板幅が広くなるとロール表面扁平が過
大に見積もられる問題があり，水野
50)
による有限性の補正方法が示されている．本数
値解析では，ロールの表面扁平は水野が示した有限性の補正を考慮した式を使用して
いる．具体的には，水野のロールの表面扁平修正式を用いて，ロール半径 r=0(中心)
におけるロール変形の差としてロールの表面扁平の有限性の補正を行った．松本ら
51)
は集中荷重の近くでは，半無限体の解に一致し，かつロール軸方向に無限に長い一様
集中荷重に対する解を与える式を提案している．松本らの式と水野の修正式のロール
の表面扁平の解析結果はよく一致し，WRの表面扁平を実験的に求めた結果とほぼ一
致している
52)
． 
次に本モデルには張力フィードバック機構を採用している．張力フィードバックは
一般的には，ロール中央部が変形して(上WRのプロフィルが上に凸)大きな耳伸びに
なろうとした場合，板端に圧延方向の圧縮応力，板幅中央部で引張応力が生じ板端部
で圧延荷重分布が高くなる．この結果，ロールの表面変形量が大きくなり，最初に想
定したロール中央部の変形が軽減され，板の平坦度変化も低減される
53)
．(2-2)式は分
割区間のロールバイト出側応力を示している．また(2-3)式のように板厚分布を考慮し
て，非対称性も取り扱えるようにしている． 
ここで，σFは分割区間における圧延方向の応力，htは分割区間における板厚分布を
示す関数，σFMは出側における圧延方向の応力，EPは圧延材のヤング率， lε∆ は出側
応力がσFMに一致する分割区間における伸び差率である．   
   
         
                                ・・・2-2 
 
                                ・・・2-3 
 
本分割モデルの精度を検証するために，Fig.2-1 に示したラボの UC 圧延機を用いて
260mm 幅のアルミニウム(A2017P)を狭圧し，IMR シフト量 0，30，60mm の条件において，
圧延機中心から 180mm の位置において，ＷＲの左右における軸心たわみδw を測定した．
実験から得られた WR の軸心たわみδwを平均した結果と，分割モデルによる計算結果を比
較して Fig.2-3 に示す．図中には測定した数値も示す．ＷＲの軸心たわみδw は上下ＷＲの
バレル方向 3 点にリニアマイクロメーター(変位計)を取り付け測定した．測定に用いたリニア
マイクロメーターの誤差は±2µm である．図から本モデルは十分な精度を有しており，板プ
ロフィルの解析および板クラウン制御能力の検討が可能であると判断した． 
( ) ( )( ) FllPF jEj σεεσ +∆−∆⋅=
( ) ( ) ( ) zjhzjhj n
j
tFMt
n
j
F ∆⋅=∆⋅⋅ ∑∑
== 11
σσ
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Fig.2-3 Comparison of measured and calculated WR deflection.  
 
２．４ 圧延機の板クラウン制御量 
２．４．１ 実験による板クラウン制御量の測定 
板幅 300mmのアルミニウム合金板を圧下率 r=10%で圧延した場合の板プロフィル
を Fig.2-4(a)～(e)に示す．4段圧延機のWR-CVC，K-WRS圧延機の場合では，WRシ
フト量を+側に大きくすることにより板プロフィルは上に凸状から下に凸状のプロフ
ィルになる．なお，第 3章ではエッジドロップ制御のために K-WRS圧延機を用い，
歩留り向上，断面寸法改善のための検討を行う． 
一方，同じ 4段圧延機のWRC圧延機ではクロス角度を 0から 1.2°まで変化させる
と板プロフィルは同様に上に凸状から下に凸状のプロフィルになり，本条件の範囲で
はWRC圧延機の板クラウン制御能量は他の圧延機のそれよりも大きいことがわかる．  
また，6 段圧延機の IMR-CVC，UC 圧延機では IMR シフトによって板プロフィル
は凸状からほぼ矩形断面形状に変化している． 
4段WR-CVC圧延機のWRに付与した∆D(ロールの最大最小直径差：板クラウン制
御能力の指標)は IMR-CVC 圧延機の∆D の 1/2 程度にもかかわらず，WR のプロフィ
ルが直接板に転写されるために，IMR-CVC 圧延機の場合に比べ板クラウン制御量が
大きい．実験と計算結果の板プロフィルは最エッジ部を除きほぼ一致していることが
わかる．  
数値解析で板厚プロフィルを求める際には，上述のように，本解析では幅方向の張
力フィードバックによるエッジ部の張力変化は考慮している．3次元変形である幅方
向のメタルフロー (2次元変形問題における平面応力状態に近い範囲)の影響を考慮し
ていないものの，概ね良好な精度であることがわかる．このことは，冷間圧延では，
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板プロフィルに及ぼす幅方向のメタルフローは比較的小さく，最エッジの範囲にその
影響は限定されると推定される．また，K-WRS圧延機はWRシフト量 40mmの条件
で，計算結果のほうがエッジ近傍の板厚が厚くなっているが，計算精度はほぼ満足で
きる結果になっており，効果的にエッジドロップが低減できることがわかる． 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-4 Comparison of sheet thickness profiles between measuring and calculation after  
cold rolling by using 4 and 6 high mills.  
 
２．４．２ 各圧延機型式の板クラウン制御量の比較 
以上の検討から，本モデルの計算精度が良好であることがわかったので，以後計算
を中心にエッジから 25mm位置での板クラウン制御能量，および各種の剛性について
検討した．Table 2-3の条件を基に，WR，IMRのシフト量を変化させ，板クラウン制
御量を求めた結果をFig.2-5に示す．圧下率 r=10%の条件としている．また図にはTable 
2-2のロールプロフィルを規定する係数を 2，3 倍した計算結果も示した．計算には広
幅の 300mm，その半分の 150mm 幅の条件とした．WRC 圧延機は狭，広幅のともに
大きな板クラウン制御量を有している．4 段圧延機の K-WRS，WR-CVC 圧延機とも
にロールプロフィル CR を規定する係数を大きくすることにより WRC 圧延機と同程
度の板クラウン制御量が得られる． 
一方，UC圧延機では IMRシフト量を一定にしたので，狭幅の 150mmの条件では
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板クラウン制御量が小さくなるが，IMRをシフトすることによって，WRベンダーに
よる板クラウンの制御量は他の 4段圧延機の場合に比べ大きいことがわかる．これは，
IMRをシフトすることによりロール間の接触幅が小さくなり，BURから IMRへの荷
重を受ける範囲が短くなるので，WRベンダーの板クラウン制御範囲が拡大する．ま
た IMR-CVC圧延機の板クラウン制御量はロールプロフィルの選択により UC圧延機
の板クラウン制御量よりも大きくなる場合がある．このようにロールプロフィルを付
与する圧延機ではロールプロフィル CRの係数の大小により板クラウン制御が変化す
る． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-5 Comparison of crown control capability calculated at 25mm from sheet edge.  
 
WR-CVC 圧延機の上下の WR で形成されるロールバレル方向のロール間隙の変化
G(X)はWRシフト量とともに変化する．その変化を(2-4)式に示す． 
 
2)( BXAXG +=                ・・・2-4 
但し, )3(2),(2 23 basBcsbsasA +−=−+−=        
 
ここで，a：3次係数，b：2次係数，c：1次係数，s：規格化したWRシフト量(-)，
X ：規格化した幅方向座標 
 
係数 a，b，c の関係は以下のように決めることができる．最大 WR シフト時 Smax
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と最小 WR シフト時 Sminで形成される，上下 WR の最小クラウン Crmin，最大クラウ
ン Crmaxは以下の(2-5)，(2-6)式で示すことができる．WR シフトの方向は板クラウン
が小さくなる方向が＋とする． 
 
2
maxmin )2/)(3(2 lbasCr −=           ・・・2-5 
           
2
minmax )2/)(3(2 lbasCr −−=           ・・・2-6 
で示される．ここで lは規格化したロールバレル長である．WR シフトによる必要な
無負荷時の最大クラウン量 Cr∆ を決めれば (2-5)，(2-6)式から(2-7)式が得られ， 
 
                   
2
maxmaxmin 3- lasCrCrCr −=∆ ＝                 ・・・2-7 
aについて解けば 
                        )3/( 2max lasCra ∆−=              ・・・2-8 
となる．同様に bは (2-7)，(2-8)式から 
             
2
maxmin /)( lCrCrb +−=           ・・・2-9 
 
として示すことができる．したがって，必要な無負荷時のクラウン制御量が決まれば
a，bが求まる．一方，係数ｃは 1 次の係数で，WR ロールプロフィルの傾きを与え
る係数である．上記の a，bから決定される 3次式のWRロールプロフィルを基礎に，
例えばロール摩耗の観点から上下の BUR との接触線圧が小さくなるような考え方や，
3 次式で示されるロールプロフィル CR の凹凸が小さくなるように c を決めることが
できる． 
同様にWRC圧延機の場合には 
 
22 )2/(tan)( XDxG wθ=               ・・・2-10 
 
但し，θ：クロス角度(半角)，Dw：WR直径，X：規格化した幅方向座標 
 
となりクロス角度の 2 乗に比例してバレル方向のWR間隙が大きくなる．このように
ロールにプロフィル(クラウン)を付与した圧延機やクロス圧延機では一義的にロール
バレル方向の WR 間隙がロールシフト，クロスにより決定される．(2-10)式は上下の
WRで形成される幾何学的なWR間隙のプロフィルを示しているが，BURとの間隙も
大きくなるので，PC 圧延機に比べ WR を単独でクロスする圧延機の板クラウン制御
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能力はさらに拡大することになる． 
ところで，ロールプロフィルを有さない UC 圧延機では Fig.2-6 に示すように圧延
荷重 Pの増大により板クラウン制御量が比例して拡大する．他の圧延機ではその制御
量はほとんど変化しないか，やや低下する程度である．これは，IMR端が BUR端よ
りも圧延機中心側にシフト可能な 6段圧延機(UC)の基本的な特性である．一方，Table 
2-2に示したロールプロフィルを規定する係数を 3倍した場合の板クラウン制御量を，
4段 CVC，K-WRS，IMR-CVC圧延機について併せて示す．ロールプロフィル CRを
大きくすると板クラウン制御能量は拡大するが，圧延荷重の変化に対する板クラウン
制御量 Crの変化はほとんどないことがわかる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-6 Influence of rolling load on crown control capability.  
 
以上の検討から板クラウン制御量は，各板クラウン・平坦度制御のアクチュエータ
ー(シフト，ベンダーなど)によって変化するので，その制御の優劣は一概には評価で
きない．圧延機の他の基本的な諸剛性を評価した後に達成可能な板クラウン制御量を
議論すべきであると考えられる． 
 
２．５ 各圧延機型式の諸剛性の比較 
ロールの弾性変形の数値解析を基礎としてラボ実験を交え，圧延機型式が諸剛性に
及ぼす影響について検討する． 
２．５．１ 縦剛性 kmの比較 
縦剛性 Kmは主に数値解析により求めた．ロール群に作用する荷重を変化させ，圧
延機中心における WR間隙の変化として，縦剛性 Kmを求めた．一方，ハウジングは
圧延荷重が小さい場合には圧延機のチョックとキーパープレート，圧下系統の機械部
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品の接触に起因した非線形な伸びを示す．実験で求めたロール群の縦剛性 Kmは，こ
のハウジング剛性を予め求め，得られた圧延機の縦剛性からハウジング剛性を除き，
ロール群の縦剛性とした．ハウジングの寸法により，縦剛性は変化するので，本検討
ではロール群のみの弾性変形を考慮した剛性を縦剛性 Kmとして取り扱う． 
Fig.2-7に板幅 260mmを想定して低荷重の 200kNと，高荷重の 500ｋNの場合の各
圧延機型式におけるロール群の縦剛性 Km (±10％の荷重変化で計算)を 4，6段圧延機
の場合について示す．なお，図中において，圧延機型式の末尾の 2，3 はロールプロ
フィル CRを示す係数を 2，3 倍していることを示している．4段圧延機の場合のロー
ル群の縦剛性 Kmを Fig.2-7(a)，(c)に示し，6 段圧延機の場合のロール群の縦剛性 Km
を(b)，(d)に示す．6 段圧延機の低・高荷重の場合では，Kmは最小シフト条件におい
て 4 段圧延機よりも 20％程度小さくなる．これは 6 段圧延機の場合，IMR を組み込
んだためにロールの扁平変形量が 4段圧延機よりも大きくなるためである．さらに 6
段 IMR-CVC3の場合にはロールプロフィルが大きく，最小シフト条件においても他の
6段圧延機に比べロール群の縦剛性 Kmは小さくなっていることがわかる．6段圧延機 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-7 Comparison of mill modulus Km for various mill types 
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ではシフト量の増大に伴い Kmは低下するが，6段の IMR-CVC圧延機の場合では付与
したロールプロフィル CR が小さい条件では，その低下量は少なくなる．CR の大き
さが Kmに大きな影響を及ぼしていることがわかる． 
一方，Fig.2-7(a),(b)に示した低荷重の 200ｋNの場合，4段圧延機では CRが大きい
条件ではシフト量の増大に伴い Kmは低下する．また WRC 圧延機でもクロス角が大
きくなると Kmは低下している．さらに，6段の IMR-CVC圧延機でも最大シフト条件
で Km はやや低下する．UC 圧延機では IMR のシフト量の増大にしたがい，6 段の
IMR-CVC圧延機よりも Kmが大きく低下している． 
高荷重の 500kNの条件において，4段圧延機では板クラウン・平坦度制御アクチュ
エーターを機能させた場合でも Kmの変化は小さい．6段圧延機の場合には UC圧延機
を除き，IMR-CVCの Kmの低下は小さいことが判明した． 
ロール群の縦剛性 Kmを求めた計算の精度を検証するために 6 段圧延機において圧
延法により Kmの測定を行った結果も Fig.2-7(d)に示した．高荷重の場合においてもロ
ール間の非接触の影響を受け IMR-CVC 圧延機の場合でも，CR が大きい場合には，
IMR シフト量が増大するにしたがい Kmは低下する．また UC 圧延機では．実験で求
めた Kmよりも計算で求めた Kmのほうがやや高いが，両者の傾向は一致しており，計
算の妥当性が示された． 
以上からロールプロフィル CR を付与した Kmの低下を防止するには WR に付与す
る CR を小さい範囲で選択する必要があるが，CR を小さくすると板クラウン制御量
が制限される．実用的には多スタンドでの板クラウン・平坦度制御性を検討し，最終
スタンド出側での目標の板クラウンを達成できるように CRを設定する必要がある．
また，UC(HC)圧延機は IMRシフトにより，ロール間の接触長さが変化するので，IMR
シフト量の変化に対応して，Km が小さくなることを実験，計算で明らかにした．こ
のことは板クラウン制御量を拡大すると，Kmが必然的に低下することを示している． 
  
２．５．２ 横剛性 Kc の比較 
 Table 2-3に示した条件を基に横剛性 Kcについて計算した結果を Fig.2-8に示す．板
幅 300mmを想定した計算である．UC圧延機では UC-δが 0(IMRシフト量 50mm)から
マイナスになる領域で Kc が無限大となり，圧延荷重の変化に伴う板クラウン・平坦
度の変化を最小限に抑制でき，圧延荷重の外乱に対して優れた特性と言える．しかし，
シフト量が小さい範囲(40mm 以下)では他の圧延機の場合と同程度の Kcであるので，
UC圧延機は IMRを大きくした条件で使用すべきである．一方，4段圧延機ではクロ
ス角度，WRシフト量が変化しても，BURとWRのロール間の接触長さが変化しない
ので，Kcはほぼ一定の値を示す．ロール間の接触長が短くなると，横剛性 Kcが向上
するが，上述のようにロール群の縦剛性 Kmが小さくなる．実際の圧延機には高速の
油圧圧下により，圧延機の縦剛性を可変にしている．UC(HC)圧延機では，IMR シフ
トにより BUR-IMRおよび IMR-WRのロール間の接触長さが変化する．このロール間
の接触長さが KCに大きな影響を及ぼしていることがわかる． 
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Fig.2-8 Comparison of lateral rigidity KC calculated for various sorts of mill type. 
 
２．５．３ 平行剛性 Kl の比較 
 板にオフセンター(Oc=10mm)の外乱を与えた場合に発生する板ウエッジ We25は，板
幅方向の左右のエッジから 25mm位置における板クラウン Cr25の差で定義した．板ク
ラウン Cr25の大きさにより板ウエッジ量が変化するので，板クラウン Cr25と板ウエッ
ジ We25の関係を求め，計算上の Cr25-We25平面で圧延機の平行剛性を評価した．板ク
ラウン・平坦度制御アクチュエーター(WR クロス角度，WR シフト量)を変化させ，
オフセンターなしの場合のCr25とオフセンターさせた場合のWe25の関係をK-WRSお
よびWRC圧延機について Fig.2-9に示す．WRC圧延機の場合にはクロス角度を変更
すると，上述のように板クラウン制御量は飛躍的に拡大するが，低クラウンの条件で
は We25が大きくなっている．また K-WRS圧延機ではWRシフトに伴い低クラウンの
板が得られるが，We25も大きくなる．このように板クラウンの大きさと板ウエッジに
は密接な関係があり，低クラウンの圧延時には，同じ左右の外乱を与えても，板ウエ
ッジは大きくなることを示している．BURとWRのバレル長が同じ 400mmとした 4
段圧延機(K-WRS，WR-CVC)について，オフセンターなしの場合の Cr25と圧延材がオ
フセンター量 Oc=10mmの場合における We25の計算結果を Fig.2-10に示す．両圧延機
とも板クラウン・平坦度制御アクチュエーターを最小，最大の範囲で変化させると，
シフト量が 0の場合に最小の We25になる．WRをマイナス側にWRをシフトすると，
Cr25が大きくなり，逆に We25が大きくなる．また，プラス側に WRをシフトすると，
Cr25が小さくなり，We25は大きくなる．  
-40         -20                 0               20                40  60
0                                   0.6                         1.2
W=300mm
r=10%
P=700kN
La
te
ra
l r
ig
id
ity
 
K
C
(kN
/m
m
)
0             20                40              60              80               100
Symbol Mill type
WRC
4high-CVC
K-WRS
UC
6high-CVC
WRC,4-high CVC
K-WRS,6-high CVC
UC,6h-CVC shifting SI (mm)
CVC,K-WRS  shifting SW (mm)
WRC skewing  angle θ (deg.)
2000
1500
1000
500
0
La
te
ra
l r
ig
id
ity
 
K
C
(kN
/m
m
)
 - 32 - 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-9 Comparison of sheet crown Cr25 and wedge We25 calculated due to changing  
crown control actuator for K-WRS and WRC mill.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-10 Relationship between sheet Cr25 and We25 calculated due to changing crown  
control actuator for 4-high mill equipped WR barrel length 400mm. 
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これは WR バレル長が BUR と同じ 400mm であり，WR シフトにより，BUR と WR
間の接触長さが変化するためである．Fig.2-10 に示した条件では WR バレル長を
400mm としたが，4 段圧延機(WRC，K-WRS，WR-CVC)において，最大，最小 WR
シフト，最大，最小 WRクロス条件においても BURとWRが完全に接触する条件で
計算している．WR バレル長が 480mm の条件における，オフセンターなし（Oc=0）
の場合の板クラウンCr25とオフセンター量Oc=10mmの場合の板ウエッジWe25を比較
して Fig.2-11に示す．この計算結果によりWRC，K-WRS，WR-CVC圧延機において，
WRと BURの接触長さが変化しない条件では，4段圧延機の場合には板クラウンと板
ウエッジの関係はほとんど同じであり，これらの圧延機において，平行剛性 Klは同じ
であると言える． 
次に，同様の数値解析を 6段圧延機について行った．Fig.2-12に 6段圧延機におい
て，オフセンターなしの場合の Cr25とオフセンター量 Oc=10mmの場合の We25の関係
を計算した結果を示す．UC 圧延機では板クラウン・平坦度制御である IMR シフト，
WR，IMRベンダーを操作し，板クラウンを小さくする圧延を行うと，板ウエッジが
大きくなる．また，WR，IMRベンダーを操作する場合に比べ，IMRをシフトさせる
ほうが，板ウエッジの増加量が大きくなる．つまり 6段 UC圧延機については，板ク
ラウン変化が板ウエッジに対する影響は，WR，IMRベンダーよりも IMRシフトの影
響のほうが大きい．このように 6段 UC圧延機は，板クラウン・平坦度制御アクチュ
エーターを操作すると板クラウン-板ウエッジ平面が形成されることがわかる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-11 Relationship between sheet Cr25 and We25 calculated due to off-center rolling for  
4-high mill equipped WR barrel length 480mm. 
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Fig.2-12 Relationship between sheet crown and wedge calculated of off-center rolling 
by using 6-high mill. 
 
また，IMR-CVC圧延機の場合には IMRシフトによりロール間の接触長さが変化し
ないので，UC圧延機で IMRシフト量 0の条件下でベンダーを大きくした場合のウエ
ッジ変化に相当する．板クラウンを小さくするために IMRシフト量，WRベンダーを
操作した場合には，板クラウンの変化に対する板ウエッジは，オフセンターなしの場
合の板クラウンに比例して大きくなり，この傾向は 4段圧延機の場合と同様である． 
Fig.2-11 に示した 4 段圧延機の計算結果と Fig.2-12 に示した UC 圧延機の板ウエッ
ジ We25の計算結果について，同じ板クラウン Cr25の場合の板ウエッジ We25を比較す
ると，例えば板クラウン Cr25=0 の条件で 4 段圧延機では We25=18µm に対して，6 段
のUC圧延機の場合にはWe25=28～35µmとなり，4段圧延機のほうが明らかに小さく，
平行剛性 Klが高いと言える．また，6 段 IMR-CVC 圧延機でも 4 段 CVC 圧延機の場
合よりも板ウエッジ量が大きい．6段 IMR-CVC圧延機は 4段圧延機に IMRを追加し
たために，ロール表面の扁平量が増加したためである． 
以上のように計算解析で各種圧延機型式の平行剛性 Klの評価を実施したが，計算の
妥当性を明らかにするため，実験により蛇行量を実際に測定した．6段圧延機におい
て冷延鋼板(0.9mm厚，260mm幅，長さ 1m)の切板を圧下率 r=20％の条件で，初期不
整として噛込み時のオフセンター量 Ocを変化させ，圧延長さ 840mm位置での蛇行量
を測定した．冷延鋼板は板幅 1000mmの商業生産されたコイルの中央部から切り出し，
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圧延材となる冷延鋼板の板ウエッジの影響を排除した．また，オフセンターOc=0 の
条件で板の蛇行量 yが 0の条件を基準とし，可能な限り噛込み時のオフセンター以外
の外乱を排除した条件での圧延とした． 
Fig.2-13 に 6 段圧延機の UC および IMR-CVC 圧延機を用いてオフセンター圧延を
実施した場合の蛇行量を測定した結果を示す．なお，UC 圧延機および IMR-CVC 圧
延機ともに同じ板クラウンが得られる条件になるように IMRをシフトした．UC圧延
機の IMRシフト量は 52mm，IMR-CVC圧延機では 40mmとし，WRベンダーはとも
に，14.1kNとした．図に示した結果から長さ 840mm位置での蛇行量は UC圧延機の
ほうが，IMR-CVC 圧延機で圧延した場合よりも大きいことが理解でき，同じ 6 段圧
延機でもロール間の接触長さが短いUC圧延機のほうが左右の非対称な外乱に対して
不安定であり，Fig.2-12に示した計算結果の傾向と一致する． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-13 Amount of sheet snaking measured by off-center rolling for 6-high mills at  
laboratory cold rolling experiment. 
 
２．６ 圧延機型式が板クラウン制御量，諸剛性に及ぼす影響の考察 
以上のラボ圧延実験および計算検討によりロール段数が同じでバレル間の接触長
が変化しない場合には同一板クラウンが得られる条件で板ウエッジは圧延機の型式
によらずほぼ一定である．さらに，4段圧延機よりも 6段圧延機のほうが，同一板ク
ラウンが得られる条件で板がオフセンターすると板ウエッジが大きくなる．また，低
クラウンの圧延を行うと左右の非対称な外乱に対して不安定になり易い．したがって，
圧延機の諸剛性を評価する場合には，以上の検討のように同一板クラウンが得られる
条件で圧延機の諸剛性を評価する必要がある．圧延機の諸剛性に大きな影響を及ぼし
ているのはロール間の接触長の変化である．以下には諸剛性に及ぼすロール間の接触
長が変化する圧延機型式の影響について考察する． 
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２．６．１ 板クラウン制御量に及ぼす圧延機型式の影響 
 (2-4)式，(2-10)式に示したように 4段 CVC圧延機，WRC圧延機では板クラウン・
平坦度制御アクチュエーターを変化させることにより 2次式で示されるWR間ギャッ
プが形成され，ロール表面形状が圧延材に転写され板クラウンが形成される．この板
クラウンの予測については多く議論されており，2次元で板変形を取り扱う場合には，
板端部の平面応力状態の範囲をどの程度考慮するのか，また入側の板クラウンの影響
をどの程度出側板クラウンに反映させるのかこれまでに議論されてきた． 
Fig.2-4に示した実験の板プロフィルの端部では，必ずしも 2次式で示される板プロ
フィルではないことがわかる．これは板幅方向のメタルフローおよび圧延前の板プロ
フィルの影響を受けており，ロールバイト入出側では張力フィードバック
54)
の影響に
より板幅方向のロールプロフィルの転写，圧延前の板プロフィルの遺伝が異なるため
である．特に，Fig.2-4 に示したように板端部では急激な板厚の減少が発生しており，
エッジドロップが生成していることがわかる．K-WRS 圧延機の場合にはやや板厚減
少が低減されている．これは板クラウンとエッジドロップは別々のアクチュエーター
で制御すべきであることを示唆している．今回適用した K-WRS圧延機の板端部を圧
延する部分の WR プロフィルを最適化することによりエッジドロップが制御可能で
あり，第 3章でエッジドロップ制御について検討する． 
 圧延機型式による圧延荷重の変化による板クラウン制御量の関係を Fig.2-5 に示し
た．従来の板クラウン制御量の比較では板幅ごとに圧延機型式による板クラウン制御
量を比較して，圧延機の優劣を評価したが，今回の検討により UC(HC)圧延機は高荷
重の条件で大きな板クラウン制御量を有していることが明らかになった．圧延時には
WR板からの圧延荷重によりロールはたわむが，逆にWR-IMRのロール間の接触長さ
が短くなる UC圧延機の場合には IMRからWRに作用する荷重により，WRがその逆
にたわむことになり，板クラウン制御量が拡大する．高荷重の圧延条件においても，
大きな板クラウン制御能力を有している UC(HC)圧延機の優れた点である． 
 
２．６．２ 諸剛性に及ぼす圧延機型式の影響 
(縦剛性 Km) 
 圧延機の縦剛性 Kmの大小は必ずしも大きいほうが良いとは限らず，例えば鈴木ら
は圧延機剛性について制御性の観点から，それが小さいほうが制御性は良好であるの
で，圧延機剛性の最適化および圧延機剛性の段階配列(傾斜配列)を提案している 55)． 
圧延機の板クラウン制御アクチュエーターを使用することにより，縦剛性 Kmが変
化した原因について考察する．Fig.2-7 に板クラウン制御アクチュエーター(シフト，
クロス)を変化させた場合の縦剛性の変化を示した．6段の UC圧延機は，IMRシフト
により BUR-IMR，WR-IMR 間のロールバレル接触長さが短くなり，同じ荷重変動の
条件の場合にはロールバレル接触長さが短くなるほど，単位長さ当たりの荷重(線圧)
が大きくなり，それにしたがい，ロール間の扁平変形が大きくなるために縦剛性 Km
が小さくなる．ところが，計算上ではあるが，CVC 圧延機の場合，ロールに付与す
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るプロフィルの大きさを 2，3 倍にするとロール群の縦剛性 Kmが低下した．この原因
を明らかにするためにロール間の接触状態を調査した．計算ではロール間の単位幅荷
重がマイナス(引張り)になる場合にはロール間の単位幅荷重を０として収束計算して
いる． 
Fig.2-14に圧延荷重 200ｋN，板幅 W=260mmの圧延条件における BUR-WR間の単
位幅荷重を比較して示す．UC圧延機の場合には IMRシフト量の増大に伴い，IMR端
部でロール間の単位幅荷重が増大し，ロール端部で単位幅荷重が小さくなっている． 
一方，6段圧延機の IMR-CVC3ではシフト量 0の条件においても BUR-IMR端部と
バレル中央近傍にロール間の単位幅接触荷重が 0 になっており，シフト量が+40mm
の条件では BUR-IMRバレルの両端部で非接触領域が発生していると計算された．こ
のように，ロール群の縦剛性 Kmはロール間の接触長さの変化が大きな影響を及ぼし
ていることが明らかである． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-14 Comparison of unit width force (contact force) between BUR and IMR for UC and  
6-high CVC mill.  
 
(横剛性 Kc) 
横剛性 Kcは Fig.2-8 に示したように，UC 圧延機の場合には，IMR シフト量を大き
くするとロール間の接触長さが小さくなるために横剛性 Kc が格段に向上した．これ
はロール間の接触長さが短くなったために，上述したように荷重変動に対するWR軸
心たわみ変化が小さくなるためである．UC(HC)ミルの IMRシフトにより，圧延材と
ロール間の摩擦係数変化，圧延材の変形抵抗変化に起因した圧延荷重の変動に対して，
本質的にWRたわみがほとんど変化しない状態が存在する．これは IMRとWR間の
接触幅が短くなると，板からの荷重によるWRのたわみと IMRと WR間の荷重によ
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るWRのたわみが，相殺されるためである． 
 
(平行剛性 Kl) 
板クラウンが小さい圧延条件でオフセンター圧延を行うと，発生する板ウエッジが
大きくなることを Fig.2-10～12で示した．また，6段圧延機においてオフセンター量
を大きくすると，蛇行量も大きくなり，圧延機型式により異なる蛇行特性を示すこと
が明らかになった．Fig.2-13に示した 6段 UC圧延機を用いた結果から，IMRをシフ
トすると，WR-IMR，BUR-IMR 間のロール間接触長さが短くなり，オフセンター圧
延時におけるロールの単位長さ当たりの荷重変化が大きくなるので，ロール群の傾き
が大きくなり，平行剛性が低下すると言える． 
このように今回の研究で極めて興味深い知見が得られた．板クラウンが小さい，即
ち，断面寸法が矩形となる圧延を行うと，必然的にオフセンター圧延時の板ウエッジ
が大きくなり，通板性を悪化させる原因になることである．熱延仕上圧延機では，低
クラウン材の通板は難しく，さらに高荷重の圧延においても尾端での絞り事故が発生
し易いことが知られている
56)
ことによく対応するものと考えられる． 
4段圧延の場合の平行剛性 Klは(2-11)式で示すことができる． 
 
 
・・・2-11 
 
 
ここで，Khはハウジング左右の伸びの差による平行剛性値，KwbはWR-BUR間のロ
ール扁平荷重の分布による平行剛性値，Kswは板と WR 間の扁平分布による平行剛性
値である．ロール間の接触長さが小さくなると，単位荷重変化に対するロール間の扁
平量が大きくなり，結果的には Kwbが小さくなり平行剛性が低下することになる． 
熱間圧延を想定した圧延後の板プロフィル，ロール間の単位幅荷重および板の単位
幅荷重をFig.2-15に示す．入側板厚 2.0mm，圧下率 r=20％，張力 10MPa，板幅 1000mm，
WR 直径 600mm，BUR 直径 1200mm のロール寸法で計算した．また低クラウン条件
としてWRベンダーを 5000ｋN/cの場合とした．比較条件として，WRベンダーを 2000
ｋN/cとした．図からわかるように，低クラウン条件ではWRベンダーの増大により
BUR と WR の端部に大きな単位幅荷重となるが，板端部の圧下率が低減されている
ので，板端部の単位幅荷重が低減される． 
オフセンター圧延時の圧延機中心に発生するモーメントはFig.2-16に示すように荷
重中心 Pとオフセンター量 Ocの積により表すことができる．したがって，圧延荷重
が大きくなれば圧延機中心に発生するモーメントが大きくなり，圧延機左右の弾性変
形差が大きくなる．しかしながら，Fig.2-15 に示したように，圧延荷重が同じであれ
ば，発生するモーメントは同じであるので，板クラウンとの平行剛性 Klの関係を説明
することができない．必ずしも低クラウンの条件では板ウエッジは大きくならない． 
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Fig.2-15 Example of contact force between WR and BUR, and between strip and WR, 
(a) strip profile after rolling,(b)unit contact force between WR and BUR, 
(c) unit contact force between strip and WR. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
         Fig.2-16 Illustrative drawing of off-center rolling. 
Oc
Mill center
Center of rolling load
WR
WR
P
Sheet
Distance from mill center x(mm)
-40
-20
0
20
40
60
80
100
-1000 -500 0 500 -1000
Th
ic
kn
es
s 
pr
o
fil
e 
h x
-
h c
(µ
m
）
5000kN/c
2000kN/c
WR bender
Total 14000kN
Total 11000kN 0
2
4
6
8
10
12
14
16
18
Total 11000ｋN
Total 14000kN
5000kN/c
2000kN/c
WR bender
Distance from mill center x(mm)
(a) (b)
U
n
it 
co
n
ta
ct
 
fo
rc
e 
be
tw
ee
n
 
W
R
an
d 
BU
R
 
 
p w
b(k
N
/m
m
)
0
2
4
6
8
10
12
14
16
18
-1000 -500 0 500 1000
(c)
U
n
it 
Co
n
ta
ct
 
fo
rc
e 
be
tw
ee
n
 
W
R
an
d 
st
rip
 
q
(kN
/m
m
)
Distance from mill center  x(mm)
5000kN/c
2000kN/c
WR bender
-1000 -500 0 500 -1000
Th
ic
kn
es
s 
pr
o
fil
e 
h x
-
h c
(µ
m
）
U
n
it 
co
n
ta
ct
 
fo
rc
e 
be
tw
ee
n
 
W
R
an
d 
BU
R
 
 
p w
b(k
N
/m
m
)
U
n
it 
Co
n
ta
ct
 
fo
rc
e 
be
tw
ee
n
 
W
R
an
d 
st
rip
 
q
(kN
/m
m
)
 - 40 - 
板クラウンが小さい条件における WR 表面のプロフィル(板と接する上 WR プロフ
ィルが下に凸)，および板クラウンが大きい場合のWR表面のプロフィル(板と接する
上 WR プロフィルが上に凸)，幅方向の板厚プロフィルを模式的に Fig.2-17(a)，(b)に
示す．板がオフセンターすると，オフセンターした側の圧延荷重が大きくなり，WR
ギャップはオフセンターした側で大きくなる．図中(a)の板クラウンが小さい圧延では，
板がオフセンターすると図の矢印の方向のWRギャップが拡大する．反対に，板が圧
延機中心側に移動した側ではロールギャップが小さくなる．つまり，低クラウンの圧
延の場合には，オフセンターした側では，圧延荷重変化によりロールギャップが拡大
する方向と，幾何学的なロールプロフィルが拡大する方向が一致するので，板幅左右
での板厚さが拡大し，板ウエッジが大きくなる．逆に，板クラウンが大きい Fig.2-17(b)
の条件では，オフセンターした側では，圧延荷重変化によりロールギャップが拡大す
るが，WR端部へ向かう方向で幾何学的なロールギャップが縮小するので板ウエッジ
は，板クラウンが小さい条件に比較して小さくなる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.2-17 Alteration of strip thickness profile in width direction due to off-center rolling， 
(a)small crown rolling condition, (b)large crown rolling condition． 
 
このように，平行剛性 Klは，圧延機の型式，ロール寸法，ロール間の接触長さ，圧
延荷重負荷時のロールプロフィルおよび圧延荷重の大小などに依存して変化するも
のと考えられる． 
 
２．７ 最適熱間・冷間圧延機型式の提案 
以上検討を受け，熱間，冷間薄板圧延における最適圧延機型式について提案する．
熱間圧延の断面寸法形状は，冷間圧延での断面寸法形状，平坦度に大きな影響を及ぼ
しており，コイル長手方向で板クラウンの変動があると冷間圧延で平坦度不良が発生
するので，熱間圧延機の板クラウン・平坦度制御能力が大きいほうが好ましい．4段
Center rolling
(a)
(b)
strip
Mill centerStrip center
Off-center rolling
strip
Off-center
 - 41 - 
圧延機ではロールクロス圧延機が板クラウン・平坦度制御の観点から適しておりロー
ルをクロスした場合には縦剛性 Kmの変化が小さく，平行剛性 Klの低下も最小限に抑
制できる．一方，低クラウン圧延，高荷重圧延の条件では，板がオフセンターした場
合，圧延機左右のロールギャップの差が大きくなり，板は蛇行し易いことがわかった．
これは熱間圧延において薄物材，高変形抵抗材の通板が難しいことを示唆している． 
また，熱間薄板圧延のスタンド間張力は低く，先端，尾端では無張力の圧延になる．
熱間圧延では板の通板性がもっとも重要であり，この点から考えれば平行剛性 Klが大
きい 4段圧延機のほうが 6段圧延機よりも好適であり，4段圧延機から板クラウン制
御能力の優れた圧延機型式が選択されるべきであると考えられる．チャンスフリーの
圧延を導入するためにも板クラウン制御能力が大きい圧延機が好ましいが，摩耗，サ
ーマルクラウンの制御に関しては別途の技術導入が必要である． 
一方，冷間圧延では製品の平坦度制御が極めて重要であり，平坦度が悪い条件では
次工程での圧着，すり疵の発生を招く．また冷間圧延機はほとんどが連続化されてお
りスタンド間の単位断面積当りの張力は熱間圧延に比べ非常に大きく，通板性は良好
に保たれるので，平行剛性 Klが小さい場合でも，大きな問題にはならないと考えられ
る．また，速度変化による荷重変化が大きいので，横剛性 Kcの優れた 6段 UC圧延機
の選択が好ましい．さらに UC圧延機にはWR直径を小径化できる効果もあり，高変
形抵抗材の高圧下が可能である． 
 
２．８ 小括 
幅端部の変形の均一化，長手方向の板厚偏差および蛇行制御を対象として，ラボ実
験および計算により圧延機の基本的な圧延機の特性を評価した結果，以下のことが明
らかになった． 
(1)ロール間接触長さは諸剛性に大きな影響を及ぼしており，それが小さくなると縦剛 
性，平行剛性が低下し，横剛性は向上する．過大なロールプロフィルを付与すると
ロール間で非接触領域が発生し，縦剛性，平行剛性は低下することが，ラボ圧延実
験，計算解析により明らかになった． 
(2)4段圧延機および 6段圧延機において，同じ板クラウンが得られる条件で板をオフ 
センターすると，6段圧延機のほうが，板ウエッジが大きくなる．これらを板クラ
ウンと板ウエッジの関係で明らかにした．また，板クラウンが小さい圧延を行う場
合に板をオフセンターすると，板クラウンが大きい圧延の場合に比較して，板ウエ
ッジが大きくなり蛇行しやすい．さらに圧延荷重が大きい条件では板は蛇行しやす
い． 
(3)ロール段数が同じでバレル間の接触長が変化しない場合，同一板クラウンが得られ 
る条件での板ウエッジ量は圧延機型式によらずほぼ一定である．同じ 4段圧延機で 
あれば PCクロス圧延機，CVC圧延機において，同じ板クラウンが得られる条件で 
は，圧延機型式によらず蛇行特性が同じであることを示している．したがって，熱 
間圧延では通板性の観点から平行剛性が高く，板クラウン・平坦度制御能力が高い 
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4段圧延機の採用が好ましい． 
(4)冷間圧延機では高い単位断面積当りのスタンド間張力が作用した状態で操業する
ので，横剛性の高い 6段圧延機の適用が好ましい． 
(5)熱間，冷間圧延機のエッジドロップを制御する場合には，板平坦度の悪化を低減可 
能な片テーパー付きWRS圧延機が優れている． 
(6)低クラウンを目標とした操業では必然的に通板性が低下する可能性があり，適度な
板クラウンを設定することが好ましい圧延となる． 
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第３章 冷間圧延におけるエッジドロップ制御 
 
３．１ はじめに 
３．１．１ 冷間圧延におけるエッジドロップ制御の目的 
近年，省資源，省エネルギーは地球環境保護の立場から，二酸化炭素の削減は重要
なテーマと認識され，世界規模の課題となっている．鉄鋼製品の製造プロセスでは，
省資源，省エネルギーを推進するために，省工程とならび，製品歩留りの向上が重要
な研究開発のテーマの一つである．他方，需要家の鉄鋼製品に対する品質要求の厳格
化によって，特に冷延薄板の製造における幅方向板厚精度は，重要な品質管理項目と
されている． 
幅方向板厚精度の指標として，前章でも示した板クラウン，エッジドロップが用い
られている．Fig.3-1に圧延後の鋼板幅断面について板クラウン，エッジドロップを模
式的に示す．板幅方向の中央部と板端(例えばマイクロメータで測定可能なエッジか
ら 25mm の位置)の任意位置との板厚差で定義される板クラウンと，さらに板端より
の任意の位置で定義されるエッジドロップがある．板クラウン，エッジドロップとも
にその値は小さいほうが板幅方向に均一なプロフィルである．(3-1)式に板クラウンの
定義式を，(3-2)式にエッジドロップの定義式をそれぞれに示す．ここで Cr は板クラ
ウン，Ed はエッジドロップ，hcはセンター板厚，he1，he2は各々クラウン定義点の板
厚，hed1，hed2は各々板端部の板厚である． 
 
 
  
                              ・・・ 3-1 
 
          11 ede hhEd −=  or 22 ede hhEd −=       ・・・ 3-2 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
         Fig.3-1 Illustration diagram of strip crown and edge drop. 
  
 
2
)( 21 ee
c
hhhCr +−=
Thickness as
rolled
Edge-drop Crown Product 
thickness
Product  width
Width as rolled
hc he2he1
hed2hed1
 - 46 - 
 Fig.3-1 に示した製品の断面形状の模式図からわかるように板幅方向の板厚偏差が
大きいと余肉，および耳切り代が大きくなる．Fig.3-2 に薄鋼板加工の具体例を示す
1)
．板厚偏差が大きくなると，薄鋼板ユーザーにおけるディスクブレーキなどの効率
的な研磨，モーターコア作製時に，材料を積層する自動カシメが困難になる．さらに
絞り加工では板厚精度に優れた高品質の製品の製造が困難になる問題がある．したが
って，薄鋼板を製造するメーカーでは板幅方向の板厚偏差を最小化することにより，
省資源，省エネルギーの向上および歩留り向上が可能となる．さらに薄鋼板ユーザー
における加工工程の省略，生産能率の飛躍的な向上も可能になる．従来，板幅方向の
板厚偏差を制御する有効な手段がなかったために，薄鋼板を製造するメーカーでは耳
切代を増やすことで板幅方向の板厚精度を補償してきた．しかしながら，この対応は
省資源，省エネルギーという時代の趨勢に逆行するものである．したがって，幅端部
の板厚減少をいかにして防止するかが重要となる． 
 
Fig.3-2 Explanation of material working at sheet users and harmful results due to thickness  
deviation in width direction. 
 
３．１．２ 冷間圧延における圧延材の幅方向板厚分布(板厚プロフィル)の形成機構 
熱間・冷間圧延におけるエッジドロップ生成機構の解明についても既に多くが議論
されており，幅方向板端部におけるWRの扁平に比例しエッジドロップが大きくなる
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ことが知られている．Fig.3-3にロール扁平量とエッジドロップの関係を示す 2)．ロー
ル扁平は実験時の圧延荷重をもとに，Hichcookのロール扁平ロール式 3)を基に算出し
ている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-3 Relationship between roll flatting and edge drop of strip2). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-4 Illustration diagram of rolls deflection and strip deformation by rolling load for 
2-high cold rolling  
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鋼板の圧延において板端部では，Fig.3-4に示すように，荷重が負荷される部分とそ
れが負荷されない部分においてロールは表面の連続性を維持するように弾性変形す
る．このため，板端部ではロール表面において急激な弾性回復が発生するので，荷重
の釣り合いを保ちながら，鋼板幅端部はこのロールプロフィルに沿って変形し，さら
に，この部分で圧延される鋼板端部では板幅方向にメタルフローしやすくなる．この
結果，板厚が急激に薄くなり，エッジドロップが生成する．このようにエッジドロッ
プの形成機構は①板端部におけるロール表面の扁平，②板端部における板の 3次元変
形（幅方向へのメタルフロー）によるものであることが従来から明らかにされている
4)
～
15)
． 
 
３．１．３ 従来開発されたエッジドロップ制御技術 
圧延材の幅方向の板端部で急激に板厚が減少するエッジドロップに関して，日本に
おける研究の先駆けは，ゴムロールを用いたロール扁平挙動の報告
16)
であろう．その
後のわずかな期間で薄鋼板のエッジドロップ制御技術が熱間圧延，冷間圧延で実用化
され，その制御効果の実例やエッジドロップ生成機構が示されている
17),18)
． 
上述のように冷延鋼板の板厚精度及び断面寸法形状に対するユーザー側の要求は
厳格化しているが，これと同時にエッジドロップを制御することにより耳切代を低減
できるため，製品歩留が向上するという製造メーカー側のメリットがあるので，薄鋼
板を製造するメーカーではエッジドロップを積極的に制御する圧延機が導入されて
きた．例えば，クロス圧延機
19)
，HC(UC)6段圧延機 20)，および片テーパー付き(片台
形状)のWRをシフトするWRシフト圧延機(K-WRS mill)21)～22)が開発され実用化され
ている．また，WRの端部形状を先細りにした圧延機のエッジドロップ制御特性につ
いても報告されている
23)-27)
． 
例えば，片テーパー付きWRシフトを適用したエッジドロップ制御システムとして
は，出側エッジドロップ計によるフィードバック制御，各スタンドのWRシフト量の
最適化による多点プロフィル制御，非対称 WR シフト，およびエッジドロップ-平坦
度非干渉制御により構成されている．また，コイル間では走間シフト位置変更とタン
デム圧延機入側の母板プロフィル情報による先端補償を実施することで，コイル全長
に亘るエッジドロップ制御が可能となっている
28)
～
30)
．その結果，エッジから 15mm
位置のエッジドロップを±5µmの範囲内に制御することが可能となった． 
一方，4段圧延機から構成される 6スタンドからなる冷間圧延機の第 1スタンドに
おいて，片テーパー付きWRシフトに加えWRをクロスさせた場合のエッジドロップ
制御特性について報告されている
31),32)
．エッジドロップ制御性について，片テーパー
付きWRシフト・WRクロス方法では，それぞれ単独のエッジドロップ低減効果の和
より大きな効果が得られることが明らかにされている．商用生産用 6スタンド圧延機
列において，ぶりき用鋼板を板厚 0.25mmまで圧延した結果では，第 1スタンドにお
けるWRシフトとWRクロスのエッジドロップ低減効果は圧延機列の出側まで維持さ
れ，製品のエッジドロップ改善に，それらは有効であるとともに，片テーパー付き
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WRシフトとWRクロス各々のエッジドロップ低減効果が明らかにされている． 
また，HC(UC)圧延機において，平坦度制御アクチュエーターである IMR シフト，
WR および IMR ベンダーのエッジドロップ低減効果についても報告されている 33)．
冷間タンデム圧延機におけるエッジドロップの発生を解析するために，スラブ法に基
づく擬似 3次元圧廷解析モデルを構築し，解析モデルによるシミュレーションと実ラ
インにおけるエッジドロップ制御について検討されている．各スタンドの IMR シフ
ト，WRベンダーおよび IMRベンダーを組合せることによりエッジドロップを効果的
に改善できたと報告されている．これらの検討結果に基づき，4スタンドの 6段圧延
機からなる冷間タンデム圧延機でのエッジドロップ制御システムを開発し，それらを
実機操業に適用することによりエッジドロップ低減効果が得られている． 
さらに，5スタンドタンデム圧延機の前段 3スタンドに導入した冷間ペアクロス圧
延機において直接駆動が可能な範囲でWRを小径化し，クロス角度が大きいほど，ま
た母板厚が厚いほどエッジアップの傾向がみられることが示されている
34)
．ペアクロ
ス圧延機の板クラウン・エッジドロップ制御能力が高いことが報告されている．エッ
ジドロップ制御システムを構築するとともに，板端から 25mmの位置での板クラウン
を評価した結果，目標の±5µm以内を達成している．エッジドロップ制御は省資源の
観点から今後も重要な技術として位置付けられる． 
 
３．１．４ 本章の目的 
 エッジドロップ生成機構は概ね明らかにされ，さらにその制御に関する技術も開示
されている．本章では，従来の技術とは視点を変え，冷延鋼板の幅方向板厚プロフィ
ルのさらなる均一化のために，熱間圧延で形成される板端部のエッジドロップまでも
冷間圧延で制御可能か検討する．そして，実機圧延機において全長に亘るエッジドロ
ップ制御方法について検討する．また，ロールバイト入側における鋼板の予変形挙動
について 3 次元弾塑性 FEM により解析を行い，より板幅方向内部までエッジドロッ
プを制御した場合の板の変形挙動を明らかにする． 
 
３．２ 冷間圧延におけるエッジドロップ制御の拡大 
 エッジドロップ制御技術は，この半世紀で飛躍的に進歩した．エッジドロップ生成
機構はすでに明らかにされており，ロール扁平の大小によりエッジドロップは，ほと
んど冷間圧延時の圧延荷重で決定されることも明らかになっている．しかしながらエ
ッジドロップ制御範囲について検討した例はない． 
 第 2章では片テーパー付き圧延機(K-WRS)によって，アルミニウム合金板を用いた
圧延の結果，エッジドロップが比較的容易に制御できることを示した．軟鋼が中心の
一般冷延材のエッジドロップは，熱間圧延時の単位幅荷重が比較的小さく，このため
母板の熱延板の板クラウンが小さくなり，片テーパー付きWRシフト(K-WRS)圧延方
法で比較的容易に制御可能であることが示されている
21),22)
．一方，高変形抵抗難圧延
材においては，母板の熱延板の板クラウンが大きいことに加え，冷間圧延でも圧延荷
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重が大きいためにエッジドロップが大きく，高精度の幅方向板厚制御が困難であるこ
とは，Fig.3-3の結果から容易に推測可能である． 
本章では高変形抵抗の難圧延材を対象として，WRの端部にテーパー形状を有する
K-WRS 圧延機を用い，従来は板端部 30mm 程度の範囲で発生するエッジドロップを
冷間圧延で制御するエッジドロップ制御が中心であったが，その制御範囲をさらに拡
大し，熱間仕上圧延で生成した板幅方向内部の板厚プロフィルを冷間圧延において修
正する幅方向板厚制御について検討する．即ち，従来には検討されていない，冷間圧
延で発生するエッジドロップ領域よりもさらに板幅方向内部の板厚プロフィル制御
に視点を当て，冷間圧延でのエッジドロップ制御範囲の拡大により熱間仕上圧延で形
成される板プロフィルを冷間圧延で制御する技術を開発し，開発した技術を実機冷間
圧延設備へ導入することにより高精度のエッジドロップ制御技術を確立する．  
 
３．２．１ 小型ラボ圧延を用いた実験方法 
 冷間圧延におけるエッジドロップ制御範囲を明らかにするために，小型ラボ圧延を
用いて片テーパー付きWRシフト圧延法のエッジドロップ制御特性を調査した．実験
条件を Table 3-1に示す．実機ロール相当の直径を有するWRを用い，硬質の低炭素
鋼板を用いた．板幅は 200mmとし，入側板厚は 2.3mm，出側板厚は 1.5mmの条件と
し 1パスの圧延を行った．ストレートロール(テーパー量 0)に加え，WRに付与するテ
ーパーの傾きを 4水準(1/727，1/600，1/375，1/188)とした．それぞれ，テーパーの角
度は 1/727を基準として，約 1.2 倍，1.9 倍，3.9 倍の大きさになる．Fig.3-5にテーパ
ー形状を示す． 
 
Table 3-1 Experimental conditions. 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-6に圧延実験に用いたラボロールの模式図を示す．ロール直径はφ310mmであ
り，ペイオフ，テンションリールにより，コイルに張力が付与される．WRテーパー
位置は図中に示すように，テーパー開始位置が板幅端部よりも内側にある場合を正と
して，EL(Effective Length：板の幅方向座標における板端からのテーパー開始位置)=50
～80mmの範囲で変化させた．潤滑は市販の合成エステルベース冷間圧延油を濃度 2%
Low carbon steel
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θ
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のエマルションに希釈してロールバイトにスプレーし，圧下率 r=35%，ロール速度
VR=5m/min.の低速圧延とした．圧延後に板を切り出し，圧延前後の幅方向の板厚プロ
フィルを測定した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-5 WR taper profile used in experimental cold rolling. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
       Fig.3-6 Illustration diagram of tapered WR in experimental cold rolling.   
 
３．２．２ 小型ラボ圧延機を用いた実験結果 
 Fig.3-7(a)テーパー角度 tanθ =1/375，および(b) tanθ =1/727 のテーパーを付与した
WR で圧延した場合の，各 EL 条件における板厚プロフィル測定結果をそれぞれに示
す．以降では tanθを簡略化してθと称す．同一 EL 条件で比較すると，テーパー角度の
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大きいθ =1/375 の場合ほうが，θ =1/727 の場合に比べ，どの EL 条件においても，板
のエッジアップ量が大きい．また，θ =1/375では，ELが大きくなるにしたがい，エッ
ジアップ量が大きくなる．一方，θ =1/727 の場合には，EL が 50mm の条件ではほと
んどWRに付与したテーパー形状が板に転写しておらず，ELが 60mm以上でWRの
テーパー形状が転写していることがわかる．WRに付与するテーパー角度が大きいほ
ど，EL が大きいほど，テーパー形状がコイルに転写され，エッジアップ量が大きく
なる． 
板プロフィルが変化し始める位置までをエッジドロップ制御可能範囲とすると，各
テーパーロールを用いた場合の制御限界は Fig.3-8に示すようにθ が大きいほうが，よ
り幅方向内部までWR 付与したテーパーの影響が及び，幅方向内部までエッジドロッ
プが制御できる可能性が示唆される．  
板幅端部のエッジドロップを制御する場合には，板の平坦度不良が課題になる．各
テーパー角条件における EL=80mm とした場合の伸び差率を測定した結果を Fig.3-9
に示す．伸び率は圧延前の圧延材表面の幅方向にケガキ線を入れ，圧延後にその測定
をして，それらの変化量から求めた． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-7 Strip profile after cold rolling,(a) θ =1/375，(b)  θ =1/727 tapered rolls. 
 
 WRに付与したテーパー角度が大きくなるにしたがい，圧延材の板幅中央部の圧延
方向への伸びが大きくなり，この結果腹伸び形状が大きくなる．テーパー角度θ が
1/375 のロール条件では急峻度が 2.8%以下となるが，テーパー角度θ が 1/188 の場合
では，それよりもかなり大きな腹伸び形状となる．したがって，WRに付与するテー
パー度θ を 1/375 程度とすることにより，平坦度不良を防止した板幅方向のより内部
まで幅方向の板プロフィル制御が可能であると推定した．今回の実験では圧延機出側
張力 TOを 120MPaとしたが，実機の圧延機においてスタンド間張力が 400MPa程度
で操業すれば，弾性ひずみは約 0.002であるので，スタンド間における板の平坦度不
良をほぼ防止可能である．以上の結果から通板性の安定化，板の平坦度の悪化による
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絞込みを防止し，かつエッジドロップを制御する最適なテーパー量が明らかになった． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-8 Controllable range of edge drop by using tapered WR in laboratory cold mill. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
    Fig.3-9 Strip steepness by using tapered WR after laboratory cold rolling. 
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３．２．３ 実機タンデム圧延機における実験結果 
小型ラボ圧延機を用いた実験結果をもとにして，実機圧延機でエッジドロップ制御
方法について検討した．昭和 62年 1 月に稼動した JFEスチール㈱西日本製鉄所(倉敷
地区)の冷間圧延設備(No.2TCM)は Fig.3-10に示すように，エッジドロップ制御のため
に全スタンドに片テーパー付き WR シフト設備を有し，平坦度制御手段として IMR
シフト，IMRベンダー，WRベンダーを有する，全スタンド 6段の UC圧延機からな
る 4スタンドの完全連続式の冷間圧延機である．また最終スタンド出側にエッジドロ
ップ計，平坦度検出器を設置している．比較的小径のワークロールを有し，高強度難
圧延材の圧延を実施している． 
 小型ラボ圧延機ではθ =1/375のWRテーパーが有効であると考えたが，実機では平
坦度の悪化(腹伸び)を極力低減するために，テーパー角度θ =1/400のWRを適用した．
比較的板クラウンの大きな熱延コイルを圧延した場合の板プロフィルを Fig.3-11(a) 
EL1=30mm，(b)EL1=60mm にそれぞれに示す．圧延材は圧延の途中で噛み止めされ，
急速開放後に各々のスタンド出側から板を切り出し，板幅方向の板厚プロフィルを測
定した．圧延条件は母板厚 2.3mm，第 1スタンド出側における板厚は 1.5mm，冷間タ
ンデム圧延出側では 0.5mmであり，板幅は 1100mm，WR直径は 360mm，WRバレル
長さは 1480mmである．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-10 Illustration diagram of actual 4std UC tandem mill train at Kurashiki Works of JFE 
Steel Corporation. 
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Fig.3-11 Strip edge profile after actual cold rolling with tapered WR 1/400, (a)EL1=30mm,(b) 
EL1=60mm.  
 
図には EL1=30，60mmの No.1 スタンド出側の幅方向板厚プロフィルを示し，併せ
て，圧延前および 4 パス圧延を実施して板厚 0.5mm まで圧延した板厚プロフィルも
示している．ここで，EL1は Fig.3-6に示した No.1スタンドの有効シフト量 EL(Effective 
Length)である．Fig.3-11(a)のEL1=30mmの場合には，1スタンド出側での板端から20mm
以内のエッジドロップは制御できているが，冷間圧延で発生するエッジドロップによ
り，4 パス圧延後の板端部で板厚が急激に薄くなっている．Fig.3-11(b)の EL1=60mm
の場合，1 スタンド出側では板端 60mm 以内の範囲のクラウン比率(幅方向の板厚/板
幅センター部の板厚)が変化しており，熱間圧延で発生したクラウン変動を冷間圧延
で制御することが可能であることがわかる．このように 1スタンド目のWRシフト条
件を EL1=60mmとし，その後の下流スタンドの 2パス目以降も片テーパー付きWRシ
フト圧延法を適用したので，製品板のエッジドロップはほぼ完全に制御されているこ
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とがわかる． 
Fig.3-12 に各スタンド出側におけるエッジドロップを示す．エッジドロップは板端
部から 10mm の位置と 100mm の位置における板厚差で定義している．エッジドロッ
プ制御なしの場合に比べて，エッジドロップ制御を行うことにより，第 1スタンドに
おいてエッジドロップが大幅に改善されていることがわかる．また，図中の各スタン
ドの板幅方向の板厚プロフィルをみると，2スタンド目以降では，冷間圧延で発生す
るエッジドロップを制御するようにしているので，板端部ではエッジアップからエッ
ジドロップへ変化している． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-12 Comparison of strip profiles between tapered WR cold rolling and conventional cold 
rolling in commercially operations. 
 
冷間圧延後のエッジドロップは熱延板のエッジドロップの影響を受けるため，それ
らの関係を調査し，熱延板の板プロフィルを制御するために必要な冷間圧延の EL1を
求めた．Fig.3-13に熱延の板のクラウン(Cr25)が異なるコイルについてエッジ 20mm位
置のエッジドロップが(エッジ 20mmと 100mm位置での板厚の差で定義)が 0µmにな
る EL1を実験的に求めた結果を示す．熱延クラウンに対応した最適な EL1が存在する
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ことが確認され，冷間圧延におけるエッジドロップを 0µm にするためには，熱延コ
イルの板クラウンが大きくなるにしたがい，EL1 を大きくすることが必要であり，最
適な EL1が存在することがわかる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-13 Optimum shifting position EL1 corresponding to amount of hot rolled strip crown. 
 
３．３ 板プロフィル制御システムの開発 
３．３．１ エッジドロップ制御システム 
 ラボ実験により冷間圧延におけるエッジドロップ制御に関して，その拡大可能な板
幅方向のエッジドロップ制御範囲が明確になり，かつθ =1/400の片テーパーWRを用
いて，多スタンドの制御を実施すれば良好な幅方向板厚精度が得られることが明らか
になった．本節では実用化したエッジドロップ制御システム開発について述べる． 
 片テーパー付きWRシフト圧延法を適用し，コイル全長に亘りエッジドロップ制御
を行うことにより高精度のエッジドロップ制御が可能となることを示したが，熱延コ
イルのコイル毎の板クラウンおよびエッジドロップ変動を冷間圧延で制御するため
には，Fig3-13 に示したように予め熱延コイルの板クラウン情報を把握する必要があ
る． 
実機冷間圧延設備におけるエッジドロップ制御項目を Fig.3-14に示す．コイル間の
溶接点においては各スタンドのWRシフト時の ELのセットアップ制御，溶接点通過
前にエッジドロップのフィードフォワード制御が開始される．コイル内のエッジドロ
ップ制御はフィードバック制御が中心であり，エッジドロップ制御と板の平坦度制御
との非干渉制御を行うことにより安定した操業が可能となる．以下にそれらの制御に
ついて示す．Fig.3-15にはエッジドロップ制御システムの全体像を示す． 
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Fig.3-14 Developed edge drop control system corresponding to welding point at each stand. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-15 Edge drop control system installed to the actual mill operation. 
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３．３．２ エッジドロップのフィードフォワード制御 
Fig.3-13 に熱延板のクラウン(Cr25)が異なるコイルについて，冷延後の板端部から
20mm位置でのエッジドロップが 0µmになる EL1を実験的に求めた結果を示した．エ
ッジドロップのフィードフォワード制御は，この関係から熱延コイル内の板クラウン
変動に対応して，第 1スタンドのWRシフト量 EL1を制御する方法である．後段スタ
ンドのシフト量は適宜セットアップしている．この制御結果を Fig.3-16に示す． 
エッジ 20mm 位置のエッジドロップは熱延板の板クラウンにかかわらずほぼ 0～
-2µm(エッジドロップ側)以内であり，高精度にエッジドロップが制御されていること
がわかる．なお熱延板の板クラウンの変動は，粗圧延におけるシートバーの先端およ
び尾端部では冷却速度が大きく，その部分の温度低下により変形抵抗が大きくなり，
圧延荷重が大きくなることや，スラブ加熱時のスキッドに起因したスラブ長手方向の
温度低下部において仕上スタンドでの圧延荷重の増大のため，仕上圧延後の圧延材の
板クラウンが大きくなる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-16 Result of feed-forward control of edge-drop in the actual mill operation. 
  
 
３．３．３ エッジドロップのフィードバック制御 
 実機冷間圧延機の出側に設置されているエッジドロップ計の概要をFig.3-17に示す．
エッジドロップセンサーを用いて，第 1スタンドのWRシフト量 EL1に及ぼす影響を
調査した結果を Fig.3-18に示す．板厚変化量とWRシフトの関係には以下の(3-3)式で
示すことができる． 
               ∆Ed=f(∆ΕL1)              ･･･3-3 
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ここで，∆Ed は任意の x の位置でのエッジドロップ変化量(mm)，∆EL1はシフト変化
量，fは∆Edと∆EL1の関係を表す関数である． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-17 Illustration diagram of edge drop sensor installed to the actual cold rolling mill.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
   Fig.3-18 Influence of WR shifting position EL1 on alteration of edge drop.  
 
エッジドロップのフィードバック制御は(3-3)式を用いて目標のエッジドロップに
なるようにWRシフト量を制御する方法である．なお，本結果は第 1スタンドについ
て示したが，第 2スタンド以降も同様の制御が可能であり，多スタンドで幅方向の制
御位置を変更することにより Fig.3-19，20に示すように，エッジから 15mm位置の板
端部まで目標板厚プロフィル(0～5µm)を得る制御が可能となる． 
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Fig.3-19 Result of edge drop control adapting with feed back and feed forward control. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-20 Example of edge drop controlled with feed back control system.  
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３．３．４ 非対称 WR と非干渉制御 
 熱間圧延において，板幅左右での温度差，圧延機左右の荷重差などの発生，あるい
は通板時の蛇行などにより板幅左右で板クラウンが異なる場合が多い．より高精度の
幅方向板厚制御を行うためには，この板幅左右における板厚差を制御する必要がある．
そこで，板幅左右における板厚差を制御可能な上下WRの非対称シフト方法を適用し
た． 
第 2章で使用した非対称分割モデルを多スタンドの解析も考慮できるモデルに拡張
し，圧延機左右の伸びの差から，スタンド間距離を考慮することにより圧延で発生す
るスタンド間のキャンバー量 yを計算した．計算結果を Fig.3-21に示す．上下WRの
シフト量の差が大きくなるにしたがい，キャンバー量 yは増大することがわかる．し
かしながら，上下WRを非対称にシフトしても冷間圧延で発生するキャンバー量 yは
小さく，上下 WR シフト差が 20mm 以内であれば次スタンドでのキャンバー量 y を
1mm 以下に抑えることができ，安定した操業が可能であることがわかった．この非
対称シフトを実際に実機適用した場合においても操業上の問題は発生していない．第
2章でも示したように 6段圧延機は平行剛性Klが小さいが，スタンド間張力が大きく，
WRの非対称シフトを適用しても鋼板の蛇行に関してはほとんど問題ない． 
 さらに，エッジドロップ制御と板の平坦度制御を両立するために非干渉の制御を適
用した．Fig.3-22，23に示すようにWRシフト変更位置に対応して，WRベンダー荷
重を変化させ，目標どおりの良好な平坦度が得られるようにした． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-21 Result of strip camber due to asymmetric WR shifting. 
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         Fig.3-22 Decoupling flatness control between WR shifting and WR bender. 
 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
             
Fig.3-23 Result of decoupling flatness control adapted at the final stand.  
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３．４ エッジドロップ制御効果 
 今回開発した板幅方向の板厚制御システムを JFE㈱西日本製鉄所 No.2 TCMに適用
した結果を Fig.3-24および Table 3-2に示す．従来の場合に比べ板幅方向の板厚精度
が大きく改善された．高変形抵抗難圧延材の当初の開発目標である定常部±0.5%，非
定常部±0.8%がほぼ達成でき，エッジ 15mm 位置のエッジドロップ量が 5µm 以内に
制御可能となったので，耳切代が大幅に削減され，歩留りの向上に寄与した． 
 
         Table 3-2 Result of edge drop control at No.2 TCM.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-24 Result of new edge-drop control based on feed forward and feed back edge-drop  
control and comparison with that of conventional control. 
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３．５ エッジドロップ制御時の板変形に関する考察 
３．５．１ 板変形時に関する従来の知見 
 ラボ実験および実機タンデム圧延機における実験結果をもとに，エッジドロップを
有効に低減する技術について述べた．熱延板の板クラウンおよび冷間圧延時のロール
表面扁平を補償するテーパー形状のロールプロフィルをWR板端部に付与し，WRを
シフトすることにより，冷間圧延後のエッジドロップを制御できるが，板の幅方向で
クラウン比率が大きく変化する圧延になることは以上の検討で明らかである．このよ
うな圧延では，板幅端部のロールバイト入口では大きな引張応力が発生し，板幅が減
少する．以下には，エッジドロップ制御時のロールバイト入側における鋼板の予変形
挙動について解析結果を交え考察する．エッジドロップを積極的に制御する場合には，
圧延後の板幅を精度良く予測する必要があり，このためには，幅縮み現象を解明する
ことが重要である． 
これまで，エッジドロップの生成機構は理論的，数値解析的に解明されてきた．3 次元変
形解析が困難な 1980 年代には，板幅方向の変形状態を，2 次元問題から拡張して 3 次元
的に捉える解析が発達した．比較的板厚の薄い冷間圧延おいては板幅中央の変形は平面
歪の状態であるが，幅端部になるにしたがい平面応力状態になることは容易に推定できる．
藤田
35),36)
は板端部から平面応力状態の影響を仮定し，形状変化係数を設定することにより，
擬似 3次元的な解析が可能であるとしている．板幅端部の変形は擬似 3次元的な取り扱い
が主流であった
37),38)
．最近の計算科学の進歩により FEMを用いた 3次元の解析が可能に
なり，実験結果と精度よく一致した計算結果が報告されている
39)
～
44)
．しかしながら，ロー
ルバイト内の幅方向のメタルフローが主に解析され，ロールバイト入側における圧延
の予変形を伴う幅縮み現象についての数値解析的な報告はほとんどない． 
 
３．５．２  ロールバイト入側の板変形 
舘野ら
45)
は 6スタンドからなる圧延機列において，片テーパーWRシフト・クロス
圧延機を 1スタンド目に有する実機圧延の噛み止め実験を行い，圧延前の板端部では
エッジドロップしているが，ロールバイト入口から圧延方向の 30mmの位置で端部板
厚はさらに減少し，ロールバイト入口に近づくにしたがい，さらに板厚は減少し，ロ
ールバイト出側ではエッジドロップが大幅に改善されることを示した．エッジドロッ
プを積極的に制御するとロールバイト入側で板幅が減少すると報告している．このこ
とは大きなエッジドロップ制御を行う場合には幅方向のメタルフローによる予変形
を伴いながらエッジドロップが改善されることを実験的に示している． 
 
３．５．３ 3 次元弾塑性 FEM による板変形解析 
3次元弾塑性 FEMを用い，WRシフト量 ELを大きく設定した場合のロールバイト
入側における鋼板の予変形挙動を解析した．解析に用いた変形抵抗式は引張試験によ
り得られた(3-4)式を用いた．Table 3-3に計算条件を示す．計算条件は Table 3-1で示
したラボ実験の場合と同様の条件としたが，テーパー角度はθ =0(ストレート)，      
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 θ =1/375，1/727の 3水準とし，ELは 60mmとした．入側の板の幅方向の板厚偏差は
ないものとした．ロールおよび板の両方を弾塑性の条件とした計算の場合には，板厚
に比べロールとの寸法比が非常に大きいので，計算の収束が困難であり，本解析では
ロールは剛体とした．本章での解析では入側の板変形について主に考察するので，こ
の仮定は問題ないと判断した． 
解析には市販の汎用型構造解析用ソフト 3次元弾塑性 FEM Abaqus/Standard 6.12-1
を使用し，プロシージャは動的解析とした． 
 
Km=777（0.01+1.15ε）0.131               (MPa)      ・・・3-4 
 
Fig.3-25 にθ =1/375テーパーWRを用いた場合の，(a)相当塑性ひずみ分布，(b)相当
応力の解析結果の例を示す．解析はWRバレルおよび板幅の半分を対称面として行っ
た．  
 
 
      Table 3-3 Calculation conditions of tapered WR rolling.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-25 Calculated diagrammatic perspective view of cold rolling with taper work roll  
θ =1/375． 
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ロールバイト出側における幅方向の板厚分布を Fig.3-26に示す．ロールを剛体と仮
定しているので，ロールギャップと同じ板厚分布になる．ストレート WR(θ =0)，
θ =1/375， θ =1/727のテーパーを有するWRを想定した場合の，ロールバイト前後の
相当塑性ひずみεeq分布を Fig.3-27(a)～(c)に比較して示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-26 Comparison of thickness distribution calculated after rolling. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-27 εeq distribution calculated during rolling, (a)flat roll,(b)θ=1/727,(c)θ=1/375. 
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くなるので，圧下率が小さくなり，板端部のεeqはストレートWRの場合に比較して，
小さくなる．  
ロールバイト入出側における相当応力σeqの計算結果を Fig.3-28 に示す．ロールバ
イト入側の板端部近傍では，ストレート WR の場合には 360MPa 以下のσeqになって
いるが，テーパーWR の場合には，板端部近傍ではストレート WR に比較してσeqは
大きくなり，630MPaを超えるσeq値になっている．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-28 σeq distribution calculated during rolling, (a)flat roll, (b)θ=1/727, (c)θ=1/375. 
 
テーパーWRの場合には，板幅端部では(3-4)式で示した変形抵抗式から判断すると，
降伏応力(降伏応力は 425MPa)を超えており，ロールバイト入側の板端部で塑性変形
が開始していることを示している．また，ロールバイト入側ではテーパー量が大きい
θ =1/375の場合のほうが，σeqが大きい範囲が広くなっていることがわかる．逆に，ス
トレートWRおよびテーパーWRの場合ともに，板幅中央部では相当応力σeqは小さ
くなる． 
σeqを構成する各々の応力について分析する．Fig.3-29には圧延方向応力σZ，板幅方
向応力σXおよび板厚方向応力σYをそれぞれ示す．圧延方向の応力 σZについてみると，
 θ =1/727，1/375のテーパーWRの場合には，従来から言われているように，板端部で
はロールバイトの前後で張力分布は，ほぼ相似の形状になっている．また，ロールバ
イト出側において圧延方向に縞状になっているのは，座屈による平坦度不良の顕在化
である．ストレートWRの場合には，図中の Cで示すロールバイト入側の範囲におい
て，板端部に圧延方向に引張応力が発生している．これは，板の 3次元的な変形を許
容しているので，圧延時の幅広がりを補償するために発生した応力である．  
θ =1/727，1/375のテーパーWRの場合では，図中の Cで示す範囲において，ロール
バイト入出側における板端部の圧延方向の引張応力σZが，ストレートWRの場合に比
べて，さらに大きくなる．σeq が大きくなるのは主に圧延方向の応力σZが大きくなる
ことが原因である． 
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Fig.3-29 Stress distribution calculated during rolling, (a)flat WR,(b)θ=1/727,(c)θ=1/375 
tapered WR． 
 
次に，ロールバイト入側の幅方向応力σXは，図中の D の範囲において，ストレー
トWRの場合，引張の応力が作用しているが，その値は小さく，板の弾性変形域内に
相当する応力になっている．一方，θ =1/727，1/375のテーパーWRの場合では，ロー
ルバイト入出側においては，ストレートWRの場合と同様に弾性変形域に相当する幅
方向応力σXであるが，ロールバイト入側の範囲(図中の D)において圧縮応力σXになっ
ている．これはロールバイト内において，板が板幅方向中央部にメタルフローするた
めに発生した応力であり，ロールバイト内の図中の Aで示す範囲において，板端部の
ロールバイト内幅方向の応力σXは大きな引張になっていることと対応している．つま
り，ロールバイト内では，板はロールバイト中央部にメタルフローするために，WR
の拘束を受け幅方向に引張応力が作用するが，ロールバイト入側では，その逆の幅方
向に圧縮応力が作用する．また，図中の Bに示すロールバイト内の板幅の中央部では，
板が板幅方向中央部にメタルフローするため，このメタルフローを抑制するようにロ
ールバイトの中央部のσXは大きな圧縮の応力になっている． 
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テーパーWR を用いた圧延では，ロールバイト入側(図中 C)では圧延方向の応力σZ
が引張になり，板幅方向の応力σXが圧縮になる．これらの方向応力は，テーパー角度
が大きく，板幅端部になるにしたがい大きくなり板幅が縮む．つまり，板幅縮みが発
生するのは，板端部のロールバイト入側において，圧延方向の板厚減少のみでは，圧
延後の板厚の増加を補償できず，ロールバイト入側で幅方向のメタルフローを伴い，
板の予変形が発生すると考えられる．また，テーパーWRの場合には，板厚方向の応
力σYはロールバイト内で板幅方向に圧力分布があるが，WRギャップが大きくなる板
端部でその圧力は小さくなる． 
以上のような応力状態の結果，Fig.3-30 に示すような板幅変化が計算された．スト
レートWRの場合には，幅方向のメタルフローによりロールバイト内で板幅が広がる
が，θ =1/727，1/375のテーパーWRの場合にはロールバイト入側で板幅が縮む変形に
なっている．ストレートWRの場合にはロールバイト入側直前で若干の幅縮みがある
が，これはロールバイト内の幅広がりを補償するために幅縮みが発生する． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-30 Comparison of width changing calculated for tapered WR rolling.  
 
一方，θ =1/727，1/375のテーパーWRの場合には幅縮みはロールバイト出側から圧
延方向の 50～60mm位置から発生している．ロールバイト内の大きな幅縮みを補償す
るために，鋼板が予変形し，θ =1/375のほうが幅縮み量は大きく，ロールバイト出側
では 1.4mm/半幅の縮み量になっている．Fig.31にロールバイト出口を原点として，圧
延方向の入側に向かい，幅方向の板厚分布を示す．ストレートWRの場合にはほとん
ど板厚変化はないが，θ =1/727，1/375のテーパーWRの場合にはロールバイト出側か
ら 15mmの位置ではWRのテーパー開始位置よりも板端部側から板厚の減少が開始し
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ていることがわかる．この範囲は Fig.3-28 に示した相当応力分布σeqが大きい範囲に
相当し，必ずしもWRに付与したテーパー開始位置に相当しないことがわかる．これ
は，Fig.3-29の板幅中央部の圧延方向応力σZで示されるように，テーパー開始位置に
おけるテーパー量は小さく，張力フィードバックの影響により圧延方向応力 σZ は圧
縮応力になっているためであると考えられる．このことは，Fig.3-8で示したように 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.3-31 Comparison of transverse thickness profile calculated for tapered WR rolling. 
 
 
WR に付与するテーパー角度θ が小さい場合には，テーパー形状が十分に板に転写さ
れず，板幅の内部まで板プロフィルを制御できないことと対応し，張力フィードバッ
クがWRプロフィルの転写に大きな影響を及ぼしている．逆に言えば，ロールバイト
入側で板の塑性変形を伴うようなσeq の状態であれば，ロールプロフィルが容易に板
側に転写され，エッジドロップが改善できることを示している．つまり圧延機入側を
高張力にすればテーパー形状が板により転写されると考えられる． 
松本ら
10),14),15)
は解析的にロールバイト内の幅方向のメタルフローについて以下の
(3-5)，(3-6)式を導き，幅方向のメタルフローを支配する式を提案している． 
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・・・3-5 
 
・・・3-6 
 
 
(3-5)式は幅方向の力の釣り合い方程式である．ここで，原論文どおりの座標で示すと，
x，y，zは幅方向，厚さ方向，長さ方向の座標，hは板厚である．τxは摩擦応力の幅方
向成分，σyは厚さ方向の応力である．実際に幅方向のメタルフローを求める場合には，
重み関数Φ(z)を乗じて求める．ロールバイト内の幅方向のひずみ分布を求め，FEMの
解析結果とよい精度で一致していると述べている．ここでの重み関数Φ(z)はロールバ
イト入側で大きく，ロールバイト出側では小さく，中立点位置では 0になる．Fig3-30
に示した板幅の変化から，ストレートロールの場合をみると，ロールバイト入側では
幅変化をしていることがわかる．ストレートロールの板幅変化は松本らが提案した式
と同様の幅変化挙動を示すことが理解できる．一方，テーパーWRを用いた場合にロ
ールバイト入側での幅縮み量は大きいが，ロールバイト内でも大きな幅縮みが発生す
る．松本らの理論がテーパーWRにも適用できるかどうかは不明であるが，ロールバ
イト内の板端では引張り，板幅中央部では圧縮の大きな幅方向の応力σXの変化があり，
板端部で幅方向内部のメタルフローが促進されていることがわかる． 
ロールバイト入側の予変形については，ロールの弾性変形を無視した FEM の解析
の結果から，幅方向のメタルフローはロール端部に付与したテーパー量に依存してお
り，テーパー量にほぼ比例し，テーパー量が大きいほど幅縮みも大きくなる．圧延時
の張力条件，板幅により，ロールバイト入側における予変形は異なるものと考えられ，
少なくともテーパー量に比例した予変形量になると推定される． 
 
３．６ 小括 
 高変形抵抗難圧延材の冷間圧延を対象として，実機冷間圧延に片テーパー付きWR
シフト方法を適用し，板幅方向のより内部まで高精度の板幅方向板厚が得られる技術
を確立し，3 次元弾塑性 FEM 解析により，ロールバイト入側の圧延材の予変形につ
いて検討した結果，得られた知見を以下に示す． 
(1)高変形抵抗難圧延材の板幅方向の全長，全幅にわたり，定常部で 0.5％以内，非定 
常部で 0.8％以内の高い板厚精度を達成し，エッジ 15mm 以下のエッジドロップ量
が 5µm以内に制御可能となり，耳切り代を大幅に削減し，歩留り向上を達成した． 
(2)熱延鋼板のクラウンの大きさに対応した WR シフト制御によるフィードフォワー
ド制御，および冷間圧延機最終スタンドに設置されたエッジドロップ計を用いたエ
ッジドロップのフィードバック制御を確立した． 
(3)非対称シフト，エッジドロップと平坦度の非干渉制御により高精度エッジドロップ 
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制御技術を確立した． 
(4)3 次元弾塑性 FEM 解析の結果，テーパーWR を用いた圧延の場合には，ロールバ
イト内のテーパー部に相当する範囲では大きな引張応力となる．また，ロールバイ
ト入側で圧延方向に大きな引張応力，幅方向に圧縮応力が作用し，板幅縮みを伴う
予変形が発生すると考えられる．これらの応力は，テーパー角度が大きいほど，板
幅端部に作用している．つまり，板幅縮みが発生するのは，圧延方向の板厚減少の
みでは，圧延後の板厚の増加を補償できず，ロールバイト入側で幅方向のメタルフ
ローを伴い，鋼板の予変形挙動が発生することが判明した．また，幅方向のメタル
フローはロール端部に付与したテーパー量に依存しており，テーパー量にほぼ比例
し，テーパー量が大きいほど幅縮みも大きくなる．一方で，ロールバイト入側の板
が弾性変形状態では張力フィードバックの影響で，WRに付与したテーパー形状の
転写が大きくならず，エッジドロップ制御性も小さくなる． 
(5)幅方向のより内部までのエッジドロップを制御するためには，幅縮みを含む大きな
予変形が発生する．この幅縮みを予測し，圧延後の幅精度を補償することも必要に
なる． 
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第４章 ステンレス鋼板のエッジシーム疵発生機構の解明と制御 
 
４．１ はじめに 
 近年，熱延鋼板および冷延鋼板の表面性状に対する要求はますます厳しいものとな
ってきている．前章でも述べたように，熱間圧延における高精度の板プロフィル，エ
ッジドロップ制御技術
1)
～
12)
，コイル長手方向の高精度板幅制御の進歩
13)
～
18)
に伴い，
トリミング量(余幅量)が削減されており，従来無制御であった板端部に発生するエッ
ジシーム疵と呼ばれる疵が注目されるようになり，鋼板端部に発生する表面疵の解消
が重要な課題となっている． 
これらの表面疵の一つとして，フェライト系ステンレス熱延鋼板において，圧延方
向と平行に板端より 30mm 以内の範囲に発生するエッジシーム疵と呼ばれる線状欠
陥がある．このエッジシーム疵は冷間圧延後にもその疵は消滅せず，厳格な表面が要
求されるステンレス鋼板ではエッジシーム疵が発生した部分は耳切りを余儀なくさ
れ，製品の歩留りが大幅に低下する問題もあり，板端部での高品質化による歩留りの
向上が重要な課題になっている． 
Fig.4-1 に熱間圧延後のフェライト系ステンレス鋼板のエッジシーム疵の例を示す
19)
～
22)
．写真は冷間圧延後の板端部表面の性状を示しており，板端部には圧延方向と
水平にエッジシーム疵が観察される．冷間圧延後でも熱間圧延段階で発生したこの疵
は消滅し難い．熱延板において，この線状のエッジシーム疵は光学顕微鏡で観察する
と微視的には結晶粒単位の凹から形成されていることが容易にわかる．また，幅端部
の結晶粒は，それよりも板幅方向内部に位置する結晶粒と比較すると大きいことがわ
かる．ここで，図中に示すように，hd はしわ深さ，D は側面部の結晶粒径と定義す
る． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-1 Illustration and example of edge seam defects and edge microstructure.  
 
 
1mm
Strip surface
10mmR
.
D
.
seam width
seam defect
Strip edge
D
hd
R
.
D
.
 - 77 - 
エッジシーム疵は，熱間圧延の初期パスに形成された圧延材側面のしわが引き続く
水平圧延の際に，幅広がりとともに表裏面に回り込むために発生
23),24)
することが知ら
れているが，スラブの均熱温度，圧下率の影響は明らかになっていない．また，フェ
ライト系ステンレス熱延鋼板のエッジシーム疵の起因となるしわ発生は，熱間圧延の
粗圧延過程に形成される集合組織を有するコロニーの変形であると報告されている
25)
．しかしながら，スラブ段階からの実験ではなく，連続鋳造されたスラブ組織，均
熱後および圧延後との組織の関連性が明確になっておらず，しわ形成機構について十
分に解明されていない． 
 
４．１．１ 従来のエッジシーム疵制御方法 
このしわは，加熱温度が高いほど深くなるが，1000℃以下の低温加熱でも完全にし
わは消滅しない課題があった．このため，幅サイジングプレス装置に凸形状金型を組
込み，スラブ側面を凹形状に成形し，しわの表裏面への回り込み量を制御する方法が
従来から提案されている
26)
．さらに，凸形状金型の凸部の稜長さおよび角度が，しわ
の圧延材表面に回り込みに及ぼす影響について，幅プレス量が小さい条件での実験お
よび近似 3次元 FEMによる結果が報告されている 27)．これらの研究では凸形状金型
の凸部の稜長さおよび角度がスラブ側面に形成される凹形状に及ぼす影響が不明で
あり，さらに，しわの圧延材表面への回り込み量に及ぼす幅圧下量の影響は検討され
ていない．自在な幅圧下量の選択によりチャンスフリー圧延が実現されるので，幅プ
レス量を制限して側面の凹み形成を優先させることは好ましくない．また，しわの回
り込みの原因である圧延材側面のバルジング変形と側面に形成される凹深さの関係
が明らかになっていない課題があった． 
 
４．１．２ 本章の目的 
本章では，エッジシーム疵の起源である側面しわの発生機構について，実機で製造
されたスラブを用いたラボ圧延実験，結晶方位測定および 3 次元弾塑性 FEM を用い
た結晶塑性解析によりしわ形成に影響を及ぼす圧延材表面の結晶粒の大きさ，および
結晶変形について調査し，エッジシーム疵の起源であるしわ形成機構を明らかにする．
また，エッジシーム疵低減を目的として，凸形状金型を幅サイジングプレスに適用し，
幅プレス量を拡大した条件下を想定し，鉛モデル実験および 3 次元弾塑性 FEM を用
いた解析により凸部の稜長さおよび角度が幅プレス後の鉛板側面凹形状の深さに及
ぼす影響を調査し，圧延時の端部バルジング変形挙動とエッジシーム疵回り込み量の
制御について検討する．これらの結果を基礎として，側面の集合組織解析により側面
しわ形成機構を明らかにし，従来のしわ形成機構を交え考察する．さらに，開発した
エッジシーム疵の低減技術を JFEスチール㈱第 3熱延工場(3HOT)に工程適用し，耳切
り代を大幅に削減した結果について述べる． 
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４．２ エッジシーム疵発生に及ぼす圧延条件の影響 
４．２．１ 実験方法 
しわ発生原因を明らかにするために，スラブ均熱段階から圧延後までの側面表層組
織を調査した．調査には連続鋳造で製造されたフェライト系ステンレス鋼 SUS430ス
ラブ(0.07wt%C-16wt%Cr)を用いた．Fig.4-2に連鋳スラブのクロス断面(スラブ厚-スラ
ブ幅断面)，および圧延材の切出し方法を模式的に示す．連鋳スラブはモールド内で
表面が急速に凝固するため，表層でチル晶粒，連続鋳造機内の冷却速度に対応した中
心方向に伸長した粗大な柱状晶粒，中心部の等軸粒により構成されている．熱間圧延
時の側面しわ形成は，スラブ側面表層組織の影響を大きく受けると考えられるため，
連鋳スラブ側面が圧延材の側面となるように切出した．圧延材の寸法は 100mm 厚，
200mm幅，300mm長さとした．均熱温度 Tp=1170℃で 2時間均熱し，直径 400mmの
ワークロールを用い，熱間圧延により圧下率 rを 30%/2pass，43%/3pass，69％/5pass，
85％/7pass とする熱間圧延を施し，その後空冷した．比較のため 920，1020，1070，
1220℃の各温度で 2 時間均熱した後，空冷，または 85％/7pass の熱間圧延を施した．
Table4-1に加熱条件を示す．なお，本圧延実験ではエッジャーによる幅圧延は実施し
ていない． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig. 4-2 Schematic drawing of rolling specimen. 
 
Table4-1 Reheating and rolling conditions of SUS430 slab. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Observed surface
Chill crystal
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Equiaxed crystal
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○
○
○
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0% ○○○
○○○
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４．２．２ しわ形成に及ぼす熱間圧延条件の影響 
Fig.4-3(a)に均熱前のスラブ側面中央部の組織，(b)に均熱後の組織および(c)に圧下
率 43%で圧延した断面組織をそれぞれ示す．ここで変形前の初期結晶粒径(厚さ)Dを
図中の(b)に示すように厚さ方向に平行な切片長さで定義する．均熱前のスラブ側面の
組織は上述のようになっているが，均熱後にはチル晶は観察されず，板厚方向に結晶
粒径 D が 0.7mm 程度の粗大な結晶粒が観察され，各々の結晶粒は単結晶である．表
層の粗大結晶粒は Fig.4-3(a)と(b)の比較から，表層のチル晶が粒成長したことがわか
る．圧下率 r=43%の圧延後には圧延材の側面は凹凸状を示し，しわは側面表層に形成
された粗大粒単位からなる凹凸である． 
各温度で均熱後，圧下率 85%で圧延した場合の板端部断面組織を Fig.4-4 に示す．
均熱温度が高くなるにしたがい，しわ深さが深くなる．しわ深さ hd は図中に示すよ
うに顕微鏡観察によりしわの凹み深さを測定しその最大深さを hdmaxとした．最大し
わ深さ hdmax と各温度で均熱した場合の加熱温度および結晶粒径 D との関係を
Fig.4-5,6にそれぞれ示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-3 Comparison of edge microstructure after reheating and rolling. 
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Fig.4-4 Edge microstructure after 85%/7pass and wrinkle depth hd. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-5 Influence of rough crystal on maximum wrinkle depth hdmax. 
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Fig.4-6 Influence of heating temperature and grain size on maximum wrinkle depth hdmax. 
 
比較的低温度の 1070℃以下の均熱温度 Tp では，均熱温度によらず，しわ深さはほとん
ど一定であるが，1170℃以上の均熱温度 Tpになると，側面のしわが急激に深くなっているこ
とがわかる．このことは，しわ発生には加熱温度の影響が大きいことを示している． 
1220℃では，結晶粒径は 2.5mmと均熱温度 Tpの上昇とともに粗大化し，hdmaxも大
きくなる．さらに，Fig.4-4および Fig.4-5に示した結果から，均熱温度 Tpが低い 920℃
均熱の場合も 0.3mm 程度のしわが発生しており，しわ深さは浅いものの完全にしわ
は消滅しない．これは熱間圧延においてフェライト系ステンレス鋼はフェライト域で
加工を受けるため再結晶による結晶粒の微細化が進行しないためと考えられる． 
Fig.4-6に示したように，低温度の加熱条件では，粗大粒が形成されない場合も浅い
側面しわは形成される．このように結晶粒径 Dとしわの関係が明らかになったが，ス
ラブ表層のチル晶が，表層の結晶粒の成長を促進する原因になっているのかを調査す
るためにチル晶を除去し，しわ深さに及ぼすチル晶の影響を調査した． 
Fig.4-7に示すように，圧延材側面が粗大な柱状晶粒となるように，チル晶粒を除去
した圧延用試料を切り出し，側面がチル晶粒の試料との比較を行った．加熱時におい
て粗大粒が形成されない 920℃で 2時間均熱後，前節と同様の 85%/7pass圧延を行っ
た．圧延前の結晶粒径はチル晶粒の場合が 0.45mm，柱状晶粒の場合は 1.20mm であ
った．85%/7pass圧延後の断面組織を Fig.4-8に示す．側面表層が小さい結晶粒径のチ
ル晶粒で構成されている方が明らかに側面しわは浅い．このように，粗大粒が形成さ
れない場合でも，しわは側面表層のスラブ鋳造組織に起因していることが明らかにな
り，しわ深さは加熱後の圧延材側面の結晶粒に依存していることが明らかである． 
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Fig.4-7 Schematic drawing of rolling specimen with columnar crystal.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
       Fig.4-8 Edge microstructure after 85%/7pass rolling.  
 
４．２．３ エッジシーム疵の形成 
シーム疵の回り込み量に及ぼすパス数(圧下率)の影響を明らかにするため，
Tp=1170℃の均熱後，圧下率 r=30%，43%，69%及び 85%の圧延を施した圧延材のシ
ーム疵回り込み量 L1を測定した．結果を Fig.4-9に示す．また，供試材コーナーの回
り込み量 L2も併せて記す．シーム疵は，2pass後には観察されず，3pass後に初めて観
察された．これより，2passまでに形成された側面しわが 3pass後にはじめて表裏面に
回り込み，引き続く圧延とともに L2 よりも板端側の位置まで回り込んでいると言え
る． 
Tp=1170℃で 2時間均熱した後 15mmまで圧延し，酸洗した後の表面および断面性
状を Fig.4-10に示す．圧延材の幅端部は湾曲状にバルジング変形していることがわか
る．圧延後の側面にはしわが明瞭に観察でき，圧延による圧縮変形時に圧延材の側面
にしわが発生したことが明らかである． 
1mm
(a) Chill crystal (b) Columnar crystal
(a) Chill crystal (b) Columnar crystal
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Fig.4-9 Distance from edge-seam and ex-slab corner located. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
               Fig.4-10 Wrinkles at side surface after hot rolling. 
 
 
  また，圧延材の表裏面においても，しわが観察でき，圧延材側面に形成されたしわ
が，幅広がりにより表裏面にしわが回り込んでいることがわかる．即ち，エッジシー
ム疵の発生過程は，水平圧延によりスラブ側面にしわが形成される段階と，幅広がり
によりしわが表裏面に回り込む段階に分けられる．また，側面のしわは表層の粗大な
結晶粒の変形により構成されていることが新たに確認された．粗大粒の成長は均熱温
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度 Tpを低下することにより抑制できるが，Tp = 920℃均熱の場合も 0.3mm程度のし
わが観察され，しわ発生を抑制することは容易ではない．また低温度の加熱では変形
抵抗の増大，ロールと圧延材表面間に凝着が発生し，焼付き現象が顕著になり，表面
品質を著しく悪化させる問題が新たに発生する．したがって，通常の加熱温度でエッ
ジシーム疵を低減する必要がある． 
 
４．３ 側面しわ形成機構 
４．３．１ 圧延材側面結晶粒の方位解析 
均熱後のスラブ側面に発生した粗大な結晶粒が，しわ形成にどのような影響を及ぼ
しているかを明らかにするため，スラブ側面部の相当する熱延板側面に生成した個々
の粗大粒の結晶方位を EBSD法 28)により測定し，スラブ側面しわ形成機構の結晶学的
解析を行った．方位測定は，1170℃で 2時間均熱まま，および圧下率 r=43％，69％の
圧延後空冷した圧延材について行った．結晶方位は，板厚方向(N.D.)に平行な結晶方
位を求め，それらが{001}，{101}，{111}//N.D.の各方位と 15°以内の方位差の場合に
はその方位とし，それら以外では，{103}，{313}，{113}，{213}//N.D.の各方位に最
も近い方位を，それらの結晶粒の方位とした． 
Fig.4-11 に各段階での断面組織における，各粗大粒の結晶方位測定結果を示す．上
述したように側面のしわは粗大粒単位の凹凸で形成されており，圧下率の増大ととも
に凹凸が大きくなる．均熱後のスラブ側面には種々の結晶方位が観察され，圧下率
43%の圧延材の側面には{001}，{111}//N.D.方位がやや増加している．圧下率 r=69%
圧延材についても測定を試みたが，圧下率の増加による初期結晶粒からのサブグレン
の形成により方位の測定は不可能であった． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-11 Orientation of rough crystals after each pass. 
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Fig.4-12に EBSD法によって得られた圧延前および圧延後(r=43％/3pass)の圧延材側
面の各粗大粒の結晶方位の割合を示す．均熱ままの場合では{101}//N.D.方位がやや多
く観察されるものの，ランダムに近い方位になっている．圧延後(r=43％/3pass)におい
ては圧延により{101}//N.D.方位が大幅に減少し，{001}//N.D.，{111}//N.D.方位の割合
が増加している．これ以下の圧下率では強い集積が認められなかった．このことは明
瞭なしわが観察されなかったことと対応し，しわが発生するためには一定以上の圧下
率 rが必要であり，圧延の変形による集合組織の形成がしわ発生に大きく影響してい
ることが示唆された． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-12 Change of primary orientation by rolling. 
 
４．３．２ 結晶塑性解析条件 
結晶の大変形を取り扱うマルチスケールモデリングに関し多くの報告がなされ
29)
，
ステンレス鋼板のリジング解析も行われている．スラブ側面に形成された粗大な結晶
粒が圧延により変形する状態を解析するために 3 次元弾塑性 FEM(Abaqus/Standard 
6.12-1 静的陰解法，倍精度)を用い，Huang30)により開発された単結晶塑性サブルーチ
ンを適用した．変形速度テンソル Dpを(4-1)式に，塑性スピン WPを(4-2)式に示す．す
べり系αに対するせん断ひずみ速度式を(4-3)式に，硬化係数式を(4-4)式に示す 31)． 
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・・・ 4-4 
 
ここで，sはすべり方向，mはすべり面法線ベクトル，γ
．
0はせん断ひずみ速度，
)(. α　a
は基準せん断ひずみ速度，g(α)はすべりに対する抵抗，τ (α)はせん断力，nは歪速度敏
度指数，h
．
は硬化係数，h0は初期硬化率，τsは飽和分解せん断応力，τ0は初期臨界分
解せん断応力，γは積算されたせん断ひずみである． 
常温におけるフェライト系ステンレス鋼の結晶変形に必要な物性値は Y.Chungら 32)
により提示されているが，高温での結晶の塑性変形に必要な物性値は明らかになって
いない．結晶の変形を解析するためには高温での物性値が必要であるので熱間
(1100℃)，冷間での引張試験により応力-ひずみの関係として(4-5)式，(4-6)式が得られ
た． 
 
 (MPa)           ・・・4-5 
(MPa)           ・・・4-6 
 
ここで σH は熱間(1100℃)での応力，σC は冷間での応力，ε は歪，ε
．
  は歪速度(0.48)
である．Fig.4-13 に示すようにσH/σCは 1/10 程度になる．高温でのヤング率は概ね常
温の 1/2になると仮定した．解析には Table 4-2に示す物性値を用いた．SUS430は熱
間圧延において，ほぼ体心立方格子(bcc) の状態で加工されるので,ペンシルすべりに 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-13 Relationship between σH and σC.  
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Table 4-2 Material parameter used for simulation. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
従う{011}<111>, {112}<111>, {123}<111> の 48のすべり系を考慮した．高温下で応力
の低下は，転位移動に対する内在的な抵抗(Paierls-Nabarro stress)の低下であるので，
巨視的な応力とひずみ関係を，結晶の塑性変形に導入できると仮定した． 
Fig.4-14に示すように解析モデルは 3次元とし，要素タイプは 8 節点ソリッド 8 節
点低減積分要素であり，総要素数は 16384とし，総節点数は 18785である．結晶粒径
がしわ深さに及ぼす影響や，しわ形成に及ぼす結晶回転の影響を調査するために，(a)
粗大粒(D=1.0mm)，(b)細粒(D=0.5mm)の 2 条件について解析した．大変形の解析を行
うため(a)の粗大粒では一つの結晶を 8x8x16=1024の要素とし，その内部(T.D.方向の内
部)は等方の塑性特性を有する条件とし，その幅方向内部への変形は拘束した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-14 Schematics of element divide and initial orientation. 
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図に示すように Fig.4-11 で得られた方位解析結果を用いて初期方位を与えた．(b)
の細粒では一つの結晶は 4x4x16=256 の要素とした．粗大粒の場合と同様に，初期の
方位を与えたが，(a)の条件を 2 つ重ねた方位を与えた．圧延を模擬するため，N.D.
方向に圧縮の変位(摩擦係数µ=0.0)と，R.D.方向の引張の変位を与え，体積一定の条件
の下で圧下率 r=69%を想定した変形状態において T.D.方向 2mmから 2.2mmまで平均
で幅広がり変形を許容した．この幅広がりは熱間粗圧延における幅広がりを想定した
ものである． 
 
４．３．３ 解析結果と考察 
各圧下率における，変形状態を Fig.4-15(a)に粗大粒 D=1.0mm，(b)に細粒 D=0.5mm
の場合を比較して斜視図をそれぞれに示す．圧下率 rが増大するとともに，しわが発
生している様子がわかる．さらに，粒単位で結晶が変形していることがわかる． 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-15 Influence of crystal size on calculated process of wrinkle generation by using 
FEM analysis. 
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また，結晶粒が大きい D=1.0mm のほうが，しわ深さが深くなっており，結晶粒単
位で変形するが，表面は連続性を保って，すなわち応力とひずみの関係を満足しなが
ら変形していることが理解できる．  
結晶粒径が異なる条件において，圧下率 r=69%の条件における側面結晶粒の変形状
態とせん断ひずみγtotalを Fig.4-16(a)に D=1.0mm，(b)に D=0.5mmの場合をそれぞれに
示す．側面部の表面結晶粒の変形の影響により，等方と異方性の塑性特性を仮定した
境界面が変形している．これは Fig.4-3(c)に示した粗大粒とその幅方向内部の柱状晶
との境界面の変形と類似している．さらに(a)の粗大粒の場合には，初期方位(213)のせ
ん断ひずみが大きく，それが挟まれた(001)と(111)の間で大きな凹みを生じている．導
入されるせん断ひずみの量は，隣あった粒の拘束を受けていることがわかる．また，
粒界の拘束がないので最上下の結晶粒のせん断ひずみ量は大きくなっている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-16 Crystal deformation and γtotal at side surface by FEM. 
 
結晶粒径が異なる条件において計算されたしわ深さを比較して Fig4-17(a)に初期結晶粒
径 D=1.0mm，(b)に D=0.5mm の場合をそれぞれに示す．しわは低圧下率の 30％から発生
し，結晶粒単位の変形差に依存しており，結晶粒径が大きいほどしわは深くなる．圧下率
r=69％の条件で，計算で得られた粗大粒のしわ深さは 0.48mm である．Fig.4-11 に示した均
熱温度 1170℃，圧下率 r=69%の場合には，Fig.4-6 に示したように初期結晶粒径 D=1.0mm
において圧下率 r=69%でしわ深さは 0.6mm であり，計算のほうがしわ深さはやや浅いが，
それらの深さは傾向的に一致している． 
一方，D=0.5mm の細粒の場合にはしわ深さは粗大粒の場合の 1/4 程度になっており，本
解析で用いた一つ結晶粒の要素数 256/1024 の比にほぼ相当する．巨視的なしわ深さは結
晶粒の体積に比例すると推定されるが，その他の条件では実験および解析で検討していな
いので推定の域をでない．しかしながら，実験および解析により，しわ深さに及ぼす結晶粒
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径の影響が非常に大きいことがわかった． 
粗大粒径 D=1.0mm の条件における，hkl 単位ベクトルの各成分絶対値の和を用い，初期
の結晶面からの圧下率による回転挙動を Fig.4-18 に示す．同様に細粒 D=0.5mm の場合を
Fig.4-19 に示す．1 から 3 の間の値でそれは変化し，(111)//N.D.で 3 ，(101)で 2 ，(100)
で 1 になる．粗大粒および細粒の場合には個々の結晶の回転に大きな変化はなく，結晶粒
単位の回転になっている．低圧下率の 43％までは， (213)は{111}//N.D.へ， (113)は
{101}//N.D.への回転が認められるが，その他の粒では大きな変化は認められない． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-17 Comparison of wrinkle depth due to grain size by FEM. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-18 Contour figure of rough crystals rotation during deformation (D=1.0mm). 
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Fig.4-19 Contour figure of fine crystals rotation during deformation (D=0.5 mm). 
 
Fig.4-19に示した結晶粒径が微細な D=0.5mmの場合には，基本的には Fig.4-18に示
した粗大粒 D=1.0mm の場合と同様の結晶回転になっているが，しわの深さは浅くな
っている．このことは，結晶回転よりも結晶粒の大きさが，しわ形成に大きな影響を
及ぼしていることを示している．3 次元弾塑性 FEM による結晶回転の解析結果が妥
当か検証するために，本解析結果と Dillamore and Katohの理論 33)による結晶回転の解
析結果と比較した．Dillamore and Katohの理論は多結晶粒において，他の結晶粒の拘
束を受けない場合の結晶回転を示すモデルである．Dillamore and Katohの理論による
各初期方位の方位回転の軌跡の計算結果を Fig.4-20に示す．図中の(a)r=0%，(b)=43%
に示す低圧下率の場合には，FEMを用いた場合と Dillamore and Katohの理論の結晶回
転計算結果と同様の挙動を示している．即ち，低圧下率の r=43%では Fig.4-18に示し 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-20 Crystal rotation by Dillamore and Katoh’s theory. 
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た方位測定の結果と同様に{001}または{111}//N.D.方位への集積が確認できる．低圧
下率の場合には粒界の拘束が小さく，各結晶粒間で拘束のない多結晶粒の回転に近い
挙動を示すと推定される． 
粗大粒(D=1.0mm)では，高圧下の r=69%条件においても，両者の解析結果では
{111}//N.D.がほとんど回転しない結果となっている．さらに本解析の結果から
{111}//N.D.は幅方向への変形量も小さいことがわかる．Dillamore and Katohの理論で
は{001}//N.D.はほとんど結晶解析しない．本解析結果の(001)//N.D.は，Dillamore and 
Katoh の理論と同様に圧下率 r=43%までは，等方性を仮定した要素の界面で
{101}//N.D.へ回転し始めているが，側面端部の表面では結晶回転していない．さらに
圧下率 r=69%では側面部の表面は{101}//N.D.近傍の方位に回転している．(001)//N.D.
は側面部の表面の連続性を維持し，かつ応力-ひずみの関係を維持するために，
Dillamore and Katoh の理論では説明できない{101}//N.D.の方向に結晶回転し，
Fig.4-11(c)に示したようにサブグレンを形成していると考えられる．また，(001)は他
の面よりも幅方向(T.D.)に変形し易いことが Fig.4-18の結果から理解できる．さらに，
Fig.4-18 の解析結果から(001)と(111)に挟まれた(213)//N.D.は{111}//N.D.に回転する過
程で，(001)と(111)粒界の影響を受け，サブグレンが形成されると考えられ，このサブ
グレンが形成される過程で，凹みがさらに深くなっている． 
細粒の場合(D=0.5mm)には，圧下率 r=43%において，側面部の表面の連続性を維持
するために，表層部の(001)//N.D.は{101}//N.D.へ回転し始めている．さらに圧下率
r=69%では{001}//N.D.へ回転し，変形前の元の方位に回帰していることがわかる．ま
た Fig.4-19 の解析結果から(001)と(111)に挟まれた(213)/N.D.は{111}//N.D.に回転する
過程で，(001)と(111)粒界の影響を受け，サブグレンが形成されると考えられ，この結
果は Fig.4-18に示した結果と同様である． 
このように，FEM による結晶塑性の解析結果は，{111}//N.D.が増加し{101}//N.D.
が減少した Fig.4-12の EBSDによる方位測定と傾向的には一致している．しわ発生は，
圧下率の増大とともに，均熱時に生成した粗大粒が結晶異方性に基づいて方位回転す
る過程で形成される結晶粒間の変形差であると言える．また，結晶粒の大きさが異な
ると変形状態が異なり，このため結晶が回転する方位も異なることが明らかになった． 
ところで，すべり面に対するせん断応力と圧縮応力には以下の(4-7)式の Schmidtの
法則が成り立つ． 
 
         τ=σ･cosφ･cosϕ                ・・・4-7 
 
ここで，τ はせん断応力，σ は圧縮応力，φ は圧縮軸とすべり面法線方向のなす角，
ϕは圧縮軸とすべり方向のなす角であり，coσφ･cosϕはSchmidt factorと呼ばれている．
(4-7)式におけるτがある臨界値に達した粒から変形が起こるため，Schmidt factorがよ
り大きい粒から変形が始まると考えられる．各結晶方位を持つ結晶粒の圧延による方
位回転とそれに伴う Schmidt factorの推移を計算した．Fig.4-11(a)に示したように粗大
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粒の初期方位はほぼランダムであることから，初期方位を{001}，{101}，{111}，{103}，
{313}，{113}及び{213}//N.D.の 7方位とした. 
Fig.4-21に各初期方位の圧延に伴う Schmidt factorの推移を示す．図に示すように圧
延初期は初期方位が{213}や{103}//N.D.粒の Schmidt factorが大きく，これらの粒から
Fig.4-20 に示したように{111}//N.D.に方位回転しながら変形を始める．本解析でも低
圧下率では同様の傾向がみられ，低圧下率の場合の解析結果の妥当性が示された． 
エッジシーム疵の原因となるスラブ側面のしわの形成機構として，真空溶解鋼を焼
鈍，熱延した圧延材を用いた実験結果に基づく Fig.4-22に示すモデルが提案 27)されて
いる．圧延により{001}と{111}//N.D.集合組織を持つコロニー(結晶粒群)が形成され，
Schmitdt factorの大きい{001}コロニーが変形しやすいために，しわが形成されるとす
るものである． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-21 Shmidt factor of Primary orientation. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-22 Kondo and Okada’s model of wrinkle formation. 
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これに対して，連続鋳造スラブを用いた実験結果および結晶回転解析により，均熱
中にスラブ側面に形成された粗大粒はランダムに近い初期方位を有し，しわは均熱時
にスラブ側面に発生した粗大粒が圧延時に変形した結晶粒単位の変形差による凹凸
であり，コロニーの形成は確認できなかった．圧延初期には初期方位が{111}//N.D.方
向に回転しながら変形する際に，小さな凹凸が形成される．さらに圧下率が増大する
と，粗大単結晶間には粒界の拘束があり，{111}と{001}//N.D に挟まれた方位は大き
な変形を受ける．この変形の過程において粒間の凹凸が大きくなり，しわは深くなる． 
 
４．４ エッジシーム疵低減技術の開発 
４．４．１ 実験方法 
発生したしわの圧延材表裏面への回り込みに影響する圧延時の側面バルジング変
形や凸形状金型の凸部の稜長さ Lc，角度φの影響を評価するため，鉛板を用いて幅プ
レス，圧延実験を行った．Table 4-3に実験方法を，Fig.4-23に実験に用いた金型形状
をそれぞれに示す．凸部の稜長さ Lcを 10，15mm，および角度φ を 10，20°とした．
幅プレス装置に金型を組込み，幅圧下を行い，鉛板側面形状に及ぼす凸形状金型の影
響を調査した．凸形状金型の平行部の長さは 50mm，傾斜部の長さは 35mmとし，そ
の傾斜角度は 18°とした．平行部，傾斜部の長さは全ての金型で同一とした．比較の
ため平面形状金型による幅プレスを行った． 
 
              Table 4-3 Experimental condition. 
 
 
 
 
 
 
 
 
幅プレスには板厚 H=26mmの鉛板を用い，幅プレス後，直径 200mmを有する圧延
機により圧下率 r=50%/3passの圧延を行った．圧延速度は 10m/min.とした．幅圧下速
度は 2mm/s，鉛板の送り量は 30mmとした．幅プレス量 ∆Wはプレス前の板幅と，プ
レス後の両幅端部の板厚中心位置における幅変化で定義した．スケジュールフリー圧
延を想定して，5，10，20mmの条件で幅プレス量∆Wを変化させ，鉛板側面の凹部深
さを測定し，その後の圧延における側面の変形状態を調査した．また，圧延時のバル
ジング変形を評価するために，4水準の板厚 Hが異なる鉛板を用い，水平圧延のみ行
った． 
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Fig. 4-23 Schematics drawing of anvils for experimental pressing. 
 
４．４．２ 解析方法 
幅プレスと圧延後の鉛板の幅端部変形を解析するため市販の汎用型構造解析用ソ
フト(3次元弾塑性 FEM ABAQUS version 6.10-1)を用いた．Fig.4-24に対称面で折り返
した要素を示す．Xは幅，Yは板厚，Zは長手方向である．解析に使用したプロシー
ジャは幅プレス時では Dynamic Implicit，圧延の解析は Dynamic Explicitとした．鉛板
の変形解析では板幅，板厚方向対称 1/4モデルとし，変形量の大きい板幅端部におい
て要素を細分化した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-24 Schematics of element divides of lead plate. 
 
モデルの総要素数は 19644，総節点数は 23437 である．幅プレス量を拡大した 
∆W=10，20mm の条件を主に解析した．金型は剛体とし，幅プレス時の摩擦係数µは
0.3とした．鉛板の応力σとひずみε の関係式は以下の(4-8)式を用いた．ここで ε はひ
ずみ，ε
．
 はひずみ速度である．プレスで変形した形状のまま圧延解析を行い，ロール
と板間の摩擦係数µは 0.3の条件とした． 
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                   (MPa)              ・・・ 4-8 
 
４．４．３ 実験結果と考察 
（１）幅プレス，圧延が側面バルジングに及ぼす影響 
Fig.4-25にプレスなしの条件で，板厚 Hが 20～40mmの鉛板を圧下率 50%/3Passで
圧延した幅広がり量 Wsと側面バルジング量δ ( δ1, δ2は左右のバルジング量δ )を示す．
板厚 H が厚くなるにしたがい幅広がり量 Wsが大きくなり，幅広がりに占めるδ の割
合が大きい．板厚が厚いほうがδ は大きくなり，エッジシーム疵の回り込み量を低減
するには，板厚 Hを薄くするのが有効であることが示唆される．一方，平面形状金型
を用いて 26mm厚の鉛板を幅プレスし，圧下率 50%/3Passで圧延した後の実験と計算
のδ を Fig.4-26に比較して示す．幅プレス量 ∆Wが 10mmまでは幅プレス量にほぼ比
例してδ が増加するが，∆Wが 20mmではその増加割合が小さくなり，∆Wが 10mm以
上の条件で，δ は 2～2.5mm/片側になる．圧延時のδ は Fig.4-26に示したように板厚が
厚いほど大きいが，平面形状金型による幅プレス後の圧延でもδ が大きくなり，幅プ
レス量 ∆Wが 10mm以上では板厚 40mmの場合のδ よりも大きくなる．平面形状金型
で幅プレスするとエッジシーム疵の回り込み量が大きくなることを示している． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-25 Influence of plate thickness on width spread and bulging.   
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          Fig.4-26 Influence of bulging on amount of press after rolling.   
                        
（２）幅プレス時の側面形状に及ぼす凸形状金型の影響 
鉛板を想定し ∆Wが 20mmにおける平面および凸形状金型 Aを用いた計算プレス荷
重を Fig.4-27に示す．鉛板の変形に要する荷重は，両者でほとんど変わらない．最大
荷重は平形状金型で 28.2kN，凸形状金型 Aで 26.3kN，4～6パスで荷重はほぼ一定に
なっている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-27 Pressing load by using flat and convex anvils.   
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幅プレス量∆Wが 20mm での凸形状金型 A を用いたプレス後の表層の相当塑性ひず
みεeq分布を Fig.4-28に示す．金型の平行部のみでプレスされた 5パス目のプレス材の
中央部ではほぼ定常部になっており，この位置における鉛板の幅端部変形について，
これ以降検討する． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
         Fig.4-28 εeq distribution at surface during pressing. 
 
Fig.4-23に示した金型を用いて幅プレスした側面凹形状深さDcの実験および計算結
果を Fig.4-29に示す．実験と計算された Dcは∆Wが大きくなるにしたがい，放物線状
に増大している． 
       
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-29 Influence of ∆W on Dc of lead plate side after pressing. 
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実験のほうがやや側面凹形状深さ Dcは小さいが，概ね一致しており，Fig.4-29の結
果からも本解析を用いて，鉛板内部のひずみおよび応力を解析してもよいと判断した． 
幅プレス量 ∆Wに比較して側面凹形状深さ Dcは浅い．これは，凸部による幅圧下と
側面の凹変形が同時に進行するためである．Lcが短い(10mm)凸形状金型 Aでは側面
凹形状深さ Dcが幅プレス量の増大にしたがいより大きくなる．Lcが長い(15mm)凸形
状金型 B は凸形状金型 Aよりも Dcは浅く，φ が小さい(10°)凸形状金型 Cでは側面
凹形状深さ Dcが最も浅い． 
幅プレス量∆Wが 20mmでの板幅方向応力σX分布，板厚方向の応力σY分布をFig.4-30
に示す．幅プレス時の幅方向応力σXは圧縮になり，金型が接触する面での応力が大き
くなっている．凸形状金型の場合，コーナー部のσXが小さく，凸部の稜でプレスされ
る部分のσXが平面形状金型に比べ大きくなり，凸形状金型 A の場合が最も大きな圧
縮応力になっている(図中の a)．凸部の稜でプレス時の荷重を主に受け持ち，凸部が
鉛板側面に埋め込まれる．この荷重の影響については，熱間鍛造モデルで金型の充満
度に及ぼす工具荷重の影響
34)
でも示され，荷重が大きいほうがより工具が押し込まれ
る．平面形状金型の場合には板幅方向にほぼ均等な圧縮応力が作用している．一方，
幅プレスにより板端部が増厚した結果，プレスされる面の近傍のσYは板幅中央部に比
べ，大きな圧縮応力が作用する(図中の b)． このように凸部の形状を選択することに
より，鉛板側面に形成される側面凹形状深さ Dcを変化させることができる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-30 σX and σY distribution calculated during pressing (∆W=20mm). 
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（３）幅プレス時の板幅端部の変形 
幅プレス量 ∆W=20mm の条件でプレスした後の板厚 1/2 プロフィルの計算結果を
Fig.4-31 に示す．板厚方向の金型中央部でプレスされる位置からドッグボーンが最大
になる幅方向の長さ LDは，平面形状金型で 9.27mm，凸形状金型A～Cでは各々，5.92，
6.51，6.76mmとなり，凸形状金型では LDが板端部に近い位置に移動し，凸金型 Aで
幅プレスした場合が最も LDが小さくなる．同様にこの位置での板厚半分相当のドッ
グボーン高さ HDは平面形状金型で 2.86mm，凸形状金型 A～Cでは各々，3.16，3.15，
3.01mmとなり，凸形状金型を用いたほうが，HDが大きくなる．さらに凸部の傾斜部
と接触する最端位置と元板厚との差 HAは平面形状金型で 1.43mm，凸形状金型 A～C
では各々，1.58，1.53，1.74mmとなる．幅プレス時のプレス面における鉛板幅端部の
増厚により金型との接触面が長くなる．鉛板側面に形成される鉛板側面での増厚 HA
を考慮すれば，Fig.4-29に示した解析結果になり，側面凹形状深さ DCの増大はプレス
面の鉛板側端部の増厚によるものであり，以下の(4-9)式で表すことができる．HA は
概ね HDの 1/2 であるので，プレス量によるドッグボーン高さがわかれば側面凹形状
深さ DCは推定できる． 
 
 
               DC =tanφ･(H/2-Lc/2+HA)                  ・・・4-9 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-31 Comparison of h1/2 thickness profile after pressing. 
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凸形状金型でプレスした場合に幅端部で増厚し，ドッグボーン位置が幅端部に移動
する原因を，鉛板内の応力，ひずみ解析により検討した．Fig.4-32に幅プレス量 ∆W が
20mmでの相当応力σeqおよび相当応力εeq分布を比較して示す．平面形状金型の場合，
コーナー部にεeqの増大がみられ，コーナー部近傍での変形が大きいことがわかる．さ
らに，ドッグボーン位置における表面から板厚方向に大きなσeqになっている(図中 a)．
一方，凸形状金型では，凸部の稜でプレスされる部分でεeqが大きく(図中 b)，同様に
その位置でのσeq も大きくなる．凸形状金型では，板厚中央部をプレスするため，プ
レス初期には凸部の傾斜部と鉛板が接触しておらず，平面形状金型の場合とは対象的
に，コーナー部でのεeqが小さくなる．このように凸形状金型で幅プレスする場合には，
半無限体表面への平面ポンチ押し込みのすべり線解析
35)
で得られる塑性域と同様に，
εeqが大きい範囲が扇状に広がる(図中 c)．したがって，凸部の稜で局部的にプレスを
行う凸形状金型の場合にはスラブの側面近傍にεeq が大きい範囲が限定される．特に
L
c
が短い凸形状金型Aの場合には，εeqが側面の板厚中心近傍に変形が集中するので，
側端部における板厚方向へのメタルフローが促進される．この結果，ドッグボーンは
平面形状金型よりも大きくなり，板側面側に近い位置に移動すると推定される．これ
は板端部で板厚方向に増厚した結果，Fig.4-30に示したようにσYは板端部で大きな圧
縮応力になることに対応している．このようにドッグボーンが板端部に位置し，それ
が大きくなるのは凸形状金型の凸部の傾斜部よりも稜での寄与が大きいことがわか
る． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
   
Fig.4-32 σeq and εeq distribution at pressing (∆W=20mm). 
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（４）圧延時の板幅端部の変形解析 
 次に圧下率 50%/3Passで圧延した各パスの側面変形について検討する．圧延後の幅
端部の幅断面形状を Fig.4-33に示す．平面形状金型の場合は Fig.4-26で示したように，
∆Wの増加にしたがい，バルジング変形が大きくなっている．凸形状金型の場合には，
図中の矢印で示すように凸部の傾斜部でプレスされた部分が倒れこみ，矩形幅広がり
している．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-33 Edge deformation after each rolling pass (∆W=20mm). 
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この矩形幅広がり量 Wsが増大するのが凸形状金型の特徴であり，1パス後において
平面形状金型では Wsは 1.63，凸形状金型では 5.60mm である．バルジング変形は凸
部の稜でプレスされた部分でパス毎に主に増大するが，平面形状金型の場合に比べる
とわずかである．凸形状金型 A,Bでは 3パス後まで凹形状が維持されている． 
 凸形状金型 Cの場合には，圧延材の側面中央が凹形状であるが，凸部の傾斜部でプ
レスされた中央部分でバルジング変形している．このような変形状態を解釈するため，
圧延時のσeqおよびεeqを求めた．Fig.4-34 に圧延１パス目のσeqおよびεeq分布を示す．
計算位置はロールバイト出口から入側に向かい 0.5mmの位置とした． 
 図中の aで示すドッグボーン位置でのεeqがどの金型においても大きく，板端部は大
きな変形を受けている．平面形状金型ではロールの拘束が大きく，変形しやすい板幅
端部側面へのメタルフローによりバルジング変形している．一方，凸形状金型の場合，
ドッグボーン位置でのεeqが大きくなるのは平形状金型と同様であるが，凸部の傾斜部
でプレスされたコーナー部の垂直方向の応力がコーナー部の形状影響により小さく
なるのでロール面での拘束が小さく，容易に幅方向にメタルフローすると考えられる．
さらに，凸形状金型 A,Bでは凸部の稜で圧下された部分のσeq， εeqが大きく，この部
分で主に圧延荷重が作用し変形したことが伺える．Fig.4-32 に示したように板厚が薄
くなると板幅端部側面のバルジング量も小さくなるので，稜部でプレスされる部分は
全板厚よりも薄く，バルジング変形量は小さくなる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-34 σeq and εeq distribution after 1thpass rolling (∆W=20mm). 
 
幅プレス量∆Wが 10，20mmにおける板端部板厚方向中央部のδ を比較して Fig.4-35
に示す．δ  は Fig.4-26に示した板端部からの凹凸量で，負の場合も考慮する．ドッグ
ボーンを圧下する１パス目での δ の変化が大きいが，その後の圧延での変化量はどの
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金型を用いてもほとんど変わらない．したがって，平面形状金型の場合のδが予測で
きれば，その量に対応した側面凹形状深さ Dc を側面に形成することによりバルジン
グ量 δ を補償できると考えられる．以上のように凸形状金型によるエッジシーム疵回
り込み量の抑制機構は，矩形幅広がりを促進し，幅端部を矩形状にすることにより，
見かけのスラブ厚を薄くするのと等価である．また，幅プレス量∆W を制限すること
なく，最適な凸形状の金型により板側面を凹状にすることにより圧延後のバルジング
量を小さく抑制でき，板側面に発生したしわの回り込み量を低減できる． 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-35 Amount of calculated bulging after each rolling pass. 
 
 
 
４．５ エッジシーム疵低減のための凸金型の実機への適用 
以上の結果から，圧延材幅端部のエッジシーム疵を低減するためには，プロセス的
な対応技術として幅端部側面のバルジング量を低減し，幅端部の側面が表面に回り込
む量を制限すれば，エッジシーム疵の回り込み量を低減できる可能性がある．幅制御
手段としては，幅サイジングプレス，エッジャー装置がある．エッジャーは通常複数
パスに使用されているので，同一厚さの条件で幅圧下する幅サイジングプレスで補償
する技術の適用が好ましい．実際の幅プレス方法を Fig.4-36に示す．幅プレスは幅端
部を一対の金型で挟むようにスラブを幅方向にプレスする．この一対の金型は通常 
平面であるが，その中央部を凸状にして，スラブ幅端部の長手方向にわたり，プレス
加工によりスラブ幅側面を凹状に加工する．  
本章で述べた検討結果を基に凸形状金型を実適用した．鉛実験と実際のステンレス
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鋼板とでは材料の n値，m値が異なり，実機のプレス速度も異なることから相似性
36)
を考慮し，JFEスチール㈱東日本製鉄所 No.3 HOT(Fig.1-1参照)の幅サイジングプレス
に凸形状金型を適用した．Fig.4-37 に凸形状金型を用いた場合のエッジシーム疵の板
端部からの回り込み量 L1（片側）を平面形状金型の場合と比較して示す．図中にはエ
ッジャーでのみ幅制御を行う同 No.2 HOTの場合も併記している．エッジャー圧延で
は幅変更量が限られているが，凸形状金型を最適化することにより幅サイジングとエ
ッジシーム疵の低減を両立している．幅プレス量∆Wが 80～100mmの範囲で平面形状
金型を使用した場合，エッジシーム疵の回り込み量は 20mm/片側以上になっているが，
凸形状金型の使用によりエッジシーム疵の回り込み量はほぼ半減している．従来の
No.2 ＨOT および平金型使用の場合に比べてエッジシーム疵の回り込みが低減され
た． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.4-36 Width press system by using convex anvil (a)ground plain，(b)cross section. 
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Fig.4-37 Comparison of amount of edge seam defect by using plane and convex anvil. 
 
 
 
４．６ 小括 
実機スラブを用いた実験および 3 次元弾塑性 FEM による結晶塑性解析の結果から
フェライト系ステンレス鋼板に発生するエッジシーム疵の起源となるしわ形成機構
について検討した．また，鉛板を用いた圧延実験，幅プレス，圧延の 3 次元弾塑性
FEM により板幅端部の変形解析を行い，その結果を基礎として，最適な凸形状金型
の形状について検討した．得られた結果を以下に示す． 
(1)圧延材の側面しわは，圧下率の増大とともに，ランダムな初期方位を持つ均熱時に
生成した粗大粒が，結晶異方性に基づき，方位回転する過程において形成される結
晶粒間の変形差であり，その結晶粒が大きいほど，結晶粒の初期の変形過程で，粒
単位の凹凸が生じしわ深さが深くなることを明らかにした． 
(2)3次元弾塑性 FEMによる結晶塑性変形の解析結果から，{111}は幅方向への変形が
小さく，{001}はそれが大きい．このため，{111}と{001}に挟まれた結晶粒は，そ
れらの粒界の大きな拘束力を受け，その変形量が大きくなり，凹凸が形成され，し
わも深くなる． 
(3)弾塑性 3次元 FEMによる結晶回転の解析結果と Dillamore and Katohの理論による
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結晶回転の解析結果とを比較した結果，低圧下率の場合には，FEM を用いた場合
とその理論による結晶回転計算結果と同様の挙動を示した．しかし，高圧下率の
69%条件では，Dillamore and Katohの理論では{001}//N.D.はほとんど結晶回転しな
いが，本解析では，表面の連続性を維持し，かつ応力-ひずみの関係を維持するた
めに，(001)//N.D.は，{101}//N.D.の方向に結晶回転する結果になった． 
(4)エッジシーム疵はスラブ側面にしわが形成する段階と，しわが板表層部に回り込む
段階に分けられ，水平圧延によりしわが発生し，幅広がりにより鋼板の表裏面にし
わが回り込みエッジシーム疵が発生する．  
(5)凸形状金型の凸部の稜長さを短くするとスラブ側面への凹深さを増大でき，その稜
長さにより凹深さを制御できることを実験および 3 次元弾塑性 FEM 解析により明
らかにした． 
(6)適切な凹形状を板側面に形成することによりプレスに引き続く圧延での側面バル 
ジング変形を補償し，エッジシーム疵の表裏面への回り込みを制御することができ 
る． 
(7)凸形状金型によるエッジシーム疵回り込み量の抑制機構は，圧延時の矩形幅広がり
を促進し，かつ幅端部を矩形にすることにより，見かけのスラブ厚を薄くするのと
等価である． 
(8)これらの結果を基礎としてエッジシーム疵の低減技術を実機の熱間圧延設備に適
用し，エッジシーム疵の回り込み量を抑制した． 
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第５章 クラッド鋼板の先後端部変形に及ぼす圧延条件の影響 
 
５．１ はじめに 
５．１．１ クラッド鋼板 
 金属クラッドとは，一般にめっきを除き，2 つ以上の金属がその全面にわたり被
覆され，かつ，それらの境界面が金属的に接合している製造物である．クラッド鋼板
は母材が鋼材であり，母材にない耐食性，耐摩耗性，電気伝導性などの特性を有して
いる他の金属などの合わせ材で被覆されている． 
厚板クラッド鋼板の用途は石油精製プラント，化学工業で使用される反応容器，ケ
ミカルタンカー，海洋構造物など造船分野から土木建築など広い分野で使用されてい
る． 
厚板クラッド鋼板を分類すると，合わせ材として，ステンレス鋼板，銅および銅合
金，チタン，アルミニウムなど
1
～
12)
があるが，圧倒的にステンレス鋼板を合わせ材と
するクラッド鋼板の需要が多い
11)
． 
ステンレスクラッド鋼板の製造方法には，大別すると，Fig.5-1に示すように，鋳込
圧延法
12)
～
14)
と組立て圧延法
15)
～
22)
とがある．鋳込圧延法によるステンレスクラッド鋼
板は，鋳込，分塊圧延(切断分離)，厚板圧延の工程を経て製造され，組立て圧延法で
は，加熱前に合わせ材と母材を組立て，その後の厚板圧延などにより両者が接合し，
クラッド鋼板となる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
   
 
Fig.5-1 Comparison of assemble and hot rolling method and casting and heavy-plate slabbing 
method of clad steel. 
Hot rolling Slab assembling method 
Electron beam welding  
furnace 
Casting and heavy-plate slabbing method 
Blooming mill 
Ingot mold
Molten metal
SUS slab
Heavy plate hot rolling
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５．１．２ クラッド鋼板の製造課題 
鋳込圧延法では，鋳造後，加熱，分塊圧延後に対称面が切り離され，スラブに成形
された後，２層構造材の状態として厚板圧延される．分塊圧延では上下対称の圧延に
なるが，インゴットの分塊圧延後には，圧延材が分割されスラブになるため，厚板圧
延では上下非対称の圧延になり，両層の変形の違いに起因した歩留りの低下や反り発
生の問題がある．組立て圧延法では，圧延後に製品となる 2 枚(4 層)を組立てた状態
で厚板圧延されるため，上下対称な圧延となり反りの問題は厚板圧延においては少な
い．しかしながら，組立圧延法でも製品厚が厚くなると，オープンクラッドと呼ばれ
る 2 層構造材の圧延によりクラッド鋼板が製造されるので，非対称の圧延になる場合
がある．2 層構造材の厚板圧延工程では，熱間におけるステンレス鋼と軟鋼の熱間変
形抵抗差に起因した，先後端部，幅端部のクラッド比の変化や，歩留りの低下の課題
がある．また，合わせ材の接合状態も品質の大きな課題であり，接合に関しても多く
の研究報告がある
7),8),23)
～
27)
． 
 
５．１．３ 本章の目的 
本章では主に厚板圧延におけるステンレスクラッド鋼板の非定常部変形挙動につ
いて検討し，歩留り向上のための厚板圧延方法について提案する． 
上述のように 2 層構造材の厚板圧延工程では，熱間におけるステンレス鋼と軟鋼の
熱間変形抵抗が異なるので，両層間の伸び差が発生し，先後端部(LE，TE 端部)かつ
幅端部の軟鋼の回り込みに起因した歩留りの低下，クラッド比(全板厚に対する合わ
せ材の比)の増大，また，非対称の圧延のためにステンレス鋼を内側にした反り発生
による能率の低下を生じる． 
圧延時の反りに関しては，剛塑性 FEM によるクラッド鋼板を想定した圧延時の反
り解析
28)
や，エネルギー法による異径ロール圧延，異周速圧延の解析結果が報告
29),30)
され，反りに及ぼす圧延条件の影響が明らかにされている．一方，圧延材の先後端部
におけるクラッド比の均一化を目的とした予加工法
31)
，テーパー付き合わせ材の採用
が報告
32)
され，先後端部のクラッド比の均一化に一定の効果を得ている．しかしなが
ら，熱間圧延を想定した圧延材の先後端部の変形挙動に及ぼす圧延条件の影響につい
ては，プラスティシンを用いた実験検討の例
31)
はあるが，熱間圧延を用いた軟鋼の回
り込みについて調査した報告
33)
は少なく，軟鋼のステンレス鋼側への回り込みに及ぼ
す圧延条件の影響について明らかにされていない． 
そこで，本研究ではプラスティシンおよび熱間鋼を用いたラボ圧延により異径ロー
ル，異周速圧延および硬質材側潤滑圧延が先後端部の軟質材および軟鋼の回り込み挙
動に及ぼす影響について調査するとともに，2 次元弾塑性 FEM により先後端部の軟
鋼およびステンレス鋼の変形挙動について解析し，種々の圧延条件が，それらの変形
挙動に及ぼす影響を明らかにする． 
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５．２ ラボ圧延によるクラッド鋼板の板端部変形挙動 
５．２．１ 実験方法 
最初に，異径ロール圧延，異周速圧延が圧延材の先後端部におけるメタルフローに
及ぼす影響を調べるために，等質材の白プラスティシンを用いて圧延を行った．次に，
降伏応力の異なる白プラスティシンと黒プラスティシンから 2 層材を作製し，同様の
実験を行った．黒プラスティシンには試料作製前にワセリンを添加し，白プラスティ
シンと黒プラスティシンの降伏応力比を，熱間のステンレス鋼板と軟鋼板との熱間変
形抵抗比にほぼ一致するようにした．変形抵抗比は約 1.8である．Fig.5-2に白プラス
ティシン，黒プラスティシン，ワセリンを添加した黒プラスティシンの圧縮試験によ
る対数ひずみと応力の関係を示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-2 Relationship between flow stress and logarithmic strain of plasticine plate. 
 
プラスティシン圧延の実験条件を Table5-1に示す．等質材の白プラスティシン，2
層材(白プラスティシンとワセリンを添加した黒プラスティシン)ともに圧延材の幅中
央部板厚方向に 3ｍｍ角の格子を付与し，圧延後のひずみを測定した．プラスティシ
ンを用いた圧延では，格子を入れることにより付与されるひずみの量が測定できる． 
異径ロール圧延，異周速圧延では，硬質材の白プラスティシンを小径ロール側また
は高速ロール側とし，小径ロール，ロール速度の高速化による硬質材のひずみ増大を
期待した．異径ロール・等周速圧延では硬質材側を圧延するロール直径をφ52mm と
し，ロール周速は大径ロール側と同じにした．ロール径比は 1.5である．さらに小径
ロール側のロール周速度を大きくした場合(異径ロール・異周速圧延)の圧延を実施し
た．圧延潤滑剤は炭酸カルシウムを塗布した．2 層材の圧延では，リバース圧延とし
総圧下率 50％とした．また，クラッド比 CR (全板厚に対する白プラスティシンの比)
は 0.35とした． 
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Table 5-1 Experimental condition by using plasticine plate. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
一方，プラスティシンで基本的な特性を評価した後，クラッド鋼板の先後端部のメ
タルフローを調査するために熱間鋼の圧延実験を行った． 
鋳込圧延法によって製造された市販の製品クラッド鋼板から，実験に用いる圧延材
を切り出した．Table5-2に実験条件を示す．板厚 H23mm，板幅 W100mm，長さ L500mm
の SUS316ステンレス鋼と SS400 軟鋼(以降 SUS，SSと称す)からなるクラッド鋼板を
圧延実験に供した．その圧延前のクラッド比 CR(全板厚に対する SUS厚の比)は 0.156
である．クラッド鋼板を加熱し，上下ロール両駆動の 2Hi圧延機(等径ロールφ200/φ 200，
異径ロールφ140/φ230：ロール径比 1.6)により表面温度 1000℃で圧延した．等周速圧
延でのロール速度は 10m/min.とした．異周速圧延では SS側を 10m/min.に対して，SUS
側のロール速度を高速化し,11m/minまで高速化した．異周速比ηを高速ロール周速度/
低速ロール周速度の比で定義する．異径ロール圧延では小径ロール(φ140)で SUS側を
圧延するようにした．圧延における反りは，圧延機出側のガイドにより強制的に拘束
したが，入側で圧延材は拘束なしとした．圧下率は 1パス圧延で 20%とした．SUS側
潤滑圧延では有機溶剤(n-ヘキサン)に合成エステルベールの熱間圧延油を溶解させ，
SUSを圧延するロール面に 3ml均一に塗布した．φ200のロールには計算上 0.72µm，
φ140のロールには 1.02µmの油膜厚が形成される．なお，この油膜厚で十分な潤滑性
を有することを確認している
34)
．プラスティシンを用いたラボ圧延およびクラッド鋼
板の熱間圧延において，軟質材および SSの先端(LE)への回り込み長さ∆lLE，および後
端部(TE)への回りこみ長さ∆lTE，圧延後の全長を lとして，SSの回り込み長さ比率∆L
を次式の(5-1)式で定義した． 
 
∆L=(∆lLE+∆lTE)/l×100                   ･･･5-1 
 
またクラッド鋼板素材にはφ3mmの丸棒を埋め込み，圧延後にその丸棒を含む面を
切断し，丸棒の変形を調査することにより，SUSおよび SSのメタルフローが観察で
きるようにした． 
Homogeneity Two layersTest specimen
Homothetic ratio 
to a  practical mill
Size of specimen
Diameter of rolls
Lubricant
Ratio of different
rolls velocity η
Clad ratio (CR)
1/13
20Hx80Wx80L  (mm)
φ78/ φ 78 , φ 52/ φ 78 
CaCO3
1.0～1.3 1.0,1.1
0.35
 - 114 - 
 
Table 5-2 Experimental condition by using clad steel plate. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
５．２．２ 解析方法 
圧延時のクラッド鋼の LE，TE端部の変形を解析するため市販の汎用型構造解析用
ソフト ABAQUS version 6.10-1 を用い 2次元弾塑性 FEM解析を行った．Fig.5-3に解
析に用いたモデルを示す．Xは圧延，Yは板厚方向である．圧延解析に使用したプロ
シージャは Dynamic Explicit とした．LE，TE 端部の変形を詳細に解析するために，
LE，TEの端部から 50mmの範囲で要素を細分化し，細分化したモデルの LE，TE端
部において各々，SUS相当では一つの要素は板厚，圧延方向で，0.897×1mm，SS相
当では 0.958×1mmとした．以降の計算結果では’相当’を省略する．総要素数は 13334，
総節点数は 15201である．圧延材は弾塑性体，ロールは剛体とし た．ここで 1000℃
における SUSの応力σSUS，SSの応力σSS，とひずみε，および，ひずみ速度 ε
．
の関係は
熱間圧縮試験結果により応力とひずみの関係式を求め，(5-2)，(5-3)式を得た． 
 
                  (MPa)                   ・・・ 5-2 
                               (MPa)               ・・・ 5-3 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-3 Schematics of element divides of assumed clad steel (TE)．  
13.0.172.0
12.0.21.0
98
189
εεσ
εεσ
=
=
SS
SUS
R.D.
Y
Supposed SUS
50mm
3.588mm
Supposed SS
23
m
m
X
23
m
m
SUS316/SS400 Stainless clad steelTest specimen
Homothetic ratio 
to a  practical mill
Diameter of rolls
Specimen size
Ratio of different
rolls velocity η
About 1/5
23Hx100Wx500L (mm)
φ200/φ200 , φ140/φ230 (mm)
1.0 ，1.1
0.156Clad ratio(CR)
 - 115 - 
Fig.5-3 に示したモデルにおいて，上より第 1 番目から第 4 番目までの要素を SUS
相当とし，その厚さは 3.588mmである．圧延時の摩擦係数µは計算荷重が実測荷重に
一致するようにし，無潤滑圧延ではµ=0.28，潤滑圧延ではµ=0.18を得た． 
 
５．３ 実験結果と考察 
５．３．１ プラスティシンを用いた実験結果 
(1)等質材圧延時の先後端部の変形挙動 
等質材の白プラスティシンを用い，異径ロール・異周速圧延時の圧延材の変形挙動
を調べた．1 パスで 30％減厚した後の圧延材の圧延方向断面(長手方向)における相当
塑性ひずみεeqの測定結果を Fig.5-4(a)等径・等周速圧延，(b)異径・異周速圧延の場合
についてそれぞれに示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-4 Influence of εeq used plasticine plate on symmetry and asymmetry rolling.  
 
横軸の格子位置は板厚方向の格子を意味し，数字 1は低速ロール側または等周速圧
延時の圧延材下側の格子，数字 5は高速ロール側または等周速圧延時の圧延材上側を
示している．相当塑性ひずみεeqは圧延後の格子の変形から読み取った．等径ロール・
等周速圧延の場合，上下表面層の相当塑性ひずみεeqはほぼ等しく，板厚方向に上下表
面でほぼ対称となることがわかる．また，表面の相当塑性ひずみεeqは板厚中央位置 3
のそれに比較して大きい．これは，上下表層部でのせん断ひずみが付与されるためで
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ある．異周速比 1.1の条件では，高速ロール側の表面になるにしたがい相当塑性ひず
みεeq は大きくなっている．一方，Fig.5-4(b)の異径ロール圧延の場合では，小径ロー
ルで圧延される表面側になるにしたがいεeqは大きくなる．異周速圧延，異径ロール圧
延により，高速側，小径ロール側で圧延される圧延材の表面の変形を大きくできるこ
とがプラスティシンを用いた実験から判明した． 
 
(2)2 層材圧延時の先後端部の変形挙動 
上記の結果から，2 層材では硬質側を小径ロール，高速ロール側にして圧延するこ
とにより，クラッド材の変形が均一化できると予想される．また硬質側に炭酸カルシ
ウムを塗布することにより，潤滑圧延の効果も合わせて検討した．この場合，硬質材
を潤滑側として圧延している．Fig.5-5に等径および異径ロール圧延後の，プラスティ
シンからなる圧延材の圧延後形状とメタルフローを示す．圧延時の反りについてみる
と，無潤滑条件で等径ロール・等周速圧延においては，硬質材を内側にした反り形状
となっているが，潤滑条件では反りは小さくなっている．異径ロール・等周速圧延で
は，さらに反りが小さくなる．無潤滑条件で異径ロール・異周速圧延においては，軟
質材を内側にした反りが観察された． 
等径ロール圧延では，等周速，異周速圧延ともに軟鋼に相当する黒プラスティシン
が先端部に回り込んでいる．また，先後端部近傍では，先端または後端部に近づくに
つれて，黒プラスティシンは大きな剪断変形を受けていることがわかる． 
一方，異径ロール圧延の場合，先端部の黒プラスティシンの回り込みは，等径ロー
ルに比べ減少し，より均一な変形を受けた格子模様となり，軟質材の回り込み防止に
は，異径ロール圧延の効果が大きい．軟質材の回り込み長さ比率∆Lを Fig.5-6に示す．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig5-5 Alteration of grid on plasticine after reverse rolling.   
 
異径ロール圧延により先後端部への回り込み量はほぼ半減する．等径ロール圧延で
は軟質材側を潤滑すると，軟質材の回り込み長さ比率∆L が無潤滑圧延の場合に比べ
て約 3％減少するが，その効果は，等径と異径ロール圧延の効果の差に比べれば小さ
い．等径，異径ロール圧延に，異周速，さらに硬質材側潤滑を組み合わせることによ
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り，軟質材の回り込みが減少することがわかる． 
無潤滑条件において等径，異径ロール圧延の場合の軟質材表層と硬質材表層の相当
塑性ひずみεeqを比較して Fig.5-7に示す．相当塑性ひずみεeqは圧延材の中央部の表裏
面の格子について測定した．等径ロール・等周速圧延では，軟質材表層で相当塑性ひ
ずみεeqが大きくなり，硬質材表層ではそれは小さくなっている．一方，異径ロール・
等周速圧延では軟質材および硬質材の表層ではほぼ同程度に改善される．さらに異周
速圧延では，等径，異径ロール圧延とも硬質材表層の相当塑性ひずみεeqが増大する．
軟質材表層と硬質表層の相当塑性ひずみεeqの差を小さくするためには，異径ロール，
異周速圧延の適用が好ましいことがわかる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-6 Influence of rolling conditions    Fig.5-7 Comparison of equivalent plastic strain. 
on SS protruding ratio ∆L.   
 
５．３．２ 熱間鋼を用いた実験結果 
プラスティシンを用いた圧延実験の知見をもとに，クラッド鋼板の熱間圧延により
LE，TE 端部の変形挙動への影響を調べた．Fig.5-8 に TE 端部における TE 端への軟
鋼 SSの回り込み(図中 A)状態を示す．図中の上側が SUSである．等径ロール・等周
速・無潤滑圧延(a-1)に比較して，異径ロール・等周速圧延(a-2)，および異径ロール・
等周速・SUS側潤滑圧延(a-4)，のほうが，SSの TE端への回り込みが減少しているこ
とがわかる．SSは SUS端部側へ回り込み，SUS表面と一致する位置まで回り込んで
いる．SSが回り込んだ位置では，図中の矢印で示すように SUSの板厚が急激に減少
している．写真では無潤滑条件における異周速圧延は SS の回り込みを抑制する効果
が明瞭ではないが，SUS側潤滑圧延(b-3，4)では SSの回り込みは小さくなっている．
また，圧延材に埋め込んだφ3mmの丸棒の変形状態から，無潤滑圧延では SSは TE端
側に大きくせん断変形していることがわかる． 
例えば，無潤滑圧延(a-1)，(a-2)，(b-1)および(b-2)の場合の丸棒は，○印で示すよう
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に SS端部が TE端側に大きく変形している． 
また，より TE端になるにしたがい，SSは大きなせん断変形を受けていることが伺
え，SUS と SS の境界で丸棒のせん断変形が大きい．一方，図の(a-4),(b-4)のように，
異径ロール・潤滑圧延，異径ロール・異周速・潤滑圧延により，SS側の丸棒の TE端
への変形は小さくなっている．このように，圧延条件を変更するとことにより TE端
への SSのメタルフローは制御できることを示している． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
         Fig.5-8 SS protruding of clad steel toward TE after experimental hot rolling. 
 
５．３．３ 熱間鋼の先後端部における軟鋼の回り込み量の比較 
圧延後のクラッド鋼板の LE，TE 端への SS の回り込み長さ比率∆L を比較して
Fig.5-9に示す．単パスの評価であるので，その差は小さいが，実用ラインでは，多パ
スの圧延になり，その差は拡大する．等径ロール・無潤滑圧延に比較して異径ロール
圧延では SS の TE 端への回り込みが減少していることがわかる．また，ステンレス
鋼側潤滑圧延により，SS の回り込み量をさらに減少させることができる．異周速圧
延による SSの回り込み長さ比率∆Lの低減効果は小さいことがわかる． 
 
(a) Equivalent velocity rolling (η=1.0)
Non-lubrication Stainless steel lubrication
10mm
Different velocity rolling  (η=1.1)(b)
SUS
SS
Round bar
10mm
Non-lubrication Stainless steel lubrication
a-1 a-3
a-2 a-4
b-1 b-3
b-2 b-4
R.D.
R
o
lls
φ1
40
/ φ
23
0
R
o
lls
φ2
00
/ φ
20
0
R
o
lls
φ1
40
/ φ
23
0
R
o
lls
φ2
00
/ φ
20
0
A
A
∆lTE
TE
TE
TE
TE
A
A
∆lTE
A
A
AA
R
o
lls
φ1
40
/ φ
23
0
R
o
lls
φ2
00
/ φ
20
0
R
o
lls
φ1
40
/ φ
23
0
R
o
lls
φ2
00
/ φ
20
0
 - 119 - 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-9 Influence of rolling conditions on SS protruding ratio ∆L. 
 
プラスティシンおよび熱間鋼を用いて LE，TE端への軟質材の回り込み現象につい
て調査した結果，プラスティシンを用いた場合には異径ロール圧延による軟質材の回
り込みを抑制する効果が顕著である．プラスティシンを用いた場合に比べれば熱間鋼
を用いた圧延では異径ロール圧延のその効果はやや小さく，軟鋼 SS の回り込み抑制
には SUS 側潤滑が有効であることがわかった．したがって，本実験の範囲では，軟
鋼 SSの回りこみを抑制するには，異径ロール圧延，SUS側潤滑圧延が有効である．
一方，異周速圧延では軟質材，軟鋼の回り込みを抑制する効果が判然としない．Fig.5-7
に示したようにプラスティシンでは異周速圧延により硬質材側の相当塑性ひずみεeq
が大きくなる．プラスティシンと熱間鋼ではクラッド比が異なりロールと圧延材間の
摩擦係数も異なるので，異周速圧延によるせん断ひずみが圧延材に導入される影響が
顕著に発現するものと推定される． 
 
５．４ 先後端部の変形挙動の解析と考察 
５．４．１ 圧延機後の相当ひずみ，ロールバイト入側の挙動 
圧延後の SUS と SS 表層(表層は表面から板厚方向に 1～2mm の範囲)において，
φ3mm の丸棒の変形状態および丸棒間の距離を測定し，相当塑性ひずみεeqを求めた．
圧延方向ひずみεXは丸棒間の距離，板厚方向ひずみεYは SUS，SSの厚さの変化から，
せん断ひずみγXY は丸棒の変形後の傾きから測定により求めた．解析では圧延後の測
定位置に相当する上下，各々2番目の要素の相当塑性ひずみを平均化し，平均相当塑
性ひずみεeq
a
を求めた．Fig.5-10 に等径ロール・無潤滑圧延の場合のεeqの測定，計算
結果を比較して示す．SS のεeとεeqaはほぼ一致しているが，SUS 表層ではεeqとεeqaに
やや乖離がある．SUS におけるεeq，εeqaは SS のそれに比べ小さく，測定した位置が
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計算と実験で必ずしも一致していないと推定されるが，εeq，εeq
a
は傾向的には，ほぼ
一致している．本解析を用いて，圧延時の応力，ひずみの解析により変形状態を評価
してよいと判断した． 
熱間クラッド鋼板の圧延実験において，圧延機入側で SUSと SSの変形抵抗差に起
因した圧延材の TE端部の持ち上がりが発生した．計算で求めた等径ロール圧延時の
圧延機入側における TE端部の持ち上がり量 hの経時変化を Fig.5-11に示す．hは圧 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-10 Comparison of equivalent plastic strain between experimental εeq 
 and calculated εeqa at SS and SUS surface. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-11 Calculated amount of upthrust h in front of rolling mill. 
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延材の TE端の板厚方向中心位置とパスラインとの距離である．異周速圧延では，平
均圧延速度が大きくなるので，等周速圧延の場合に比較して TE端の噛込み時間が早
くなる．また，SUS側を潤滑した場合にそれらよりも噛込み時間が遅延する．摩擦係
数が低下したことにより，先進率が低下したからである．なお，圧延機入側での hの
経時変化の傾向は異径ロール圧延でも同様の傾向であった． 
 
５．４．２ 先後端部の軟鋼の回り込み現象の解析 
以上のような圧延条件において，軟鋼 SSの TE端への回り込み比率 ∆Lの実験と計
算結果を比較して Fig.5-12 に示す．計算では∆L に及ぼす異径ロール，異周速圧延の
効果が判然としないが，潤滑圧延により実験，計算結果ともに ∆L が低減しているこ
とがわかる．Fig.5-11 に示したように，圧延中に TE 端部が持ち上がりロールバイト
内に圧延材が導入される．この現象が圧延材の TE端部にどのような影響を及ぼして
いるかを明らかにするために，TE 端部の相当塑性ひずみ分布εeq を求めた．Fig.5-13
に等周速圧延時のロールバイト入側における噛み抜け直前の圧延材の TE端部の変形
状態および相当塑性ひずみ分布εeqを示す．等径・異径ロール圧延，潤滑の有無の条件
に関わらず，同程度の噛込み角度θ =10.7～11.4°でロールバイトに圧延材 TE端部は導
入される．TE端部の持ち上がりはロールバイト内における SSがせん断変形を受けた
結果であることがわかる．つまり，下ロール側近傍の SSのεeqが，SUSに比較して大
きくなっており，その結果 SSがロールバイト内に導入される速度が小さくなり，TE
端部が持ち上がる．Fig5-13の SSの要素の変形状態からも，せん断変形量が大きいこ
とがわかる． 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-12 Comparison of SS protruding ratio ∆L at TE between measurement and calculation. 
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Fig.5-13 εeq and mill entry appearance by equivalent roll velocity rolling (η=1.0) at TE.  
 
同様に Fig.5-14に異周速圧延時のロールバイト入側における TE端部の変形状態を
示す．異周速圧延の場合でもロールバイト入側で圧延材は角度をもってロールバイト
内に進入する．異周速圧延の場合には，SUS 側を高速ロール側としているが，TE 端
部における持ち上がりが抑制できない．熱間における SUS の変形抵抗が大きいため
に，Fig.5-13,14に示したようにロール近傍の SUSの相当塑性ひずみεeqは小さくなり，
SUS のロールバイトへの導入速度が大きく，TE 端部が上ロール側へ持ち上がる．こ
の持ち上がりは，異径ロール，異周速圧延および潤滑圧延を適用してもほとんど変ら
ず，実験においても同様に TE端部の持ち上がり現象が確認された． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-14 εeq and mill entry appearance by different roll velocity rolling (η=1.1) at TE. 
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等径ロール圧延での噛抜け直後の TE端部のεeq分布を Fig.5-15に示す．図の(a)にお
いて，SSの要素は TE端側にせん断変形している様子がわかる．∆lTEは 6.36mmと計
算された．TE端部の SSにはεeqが 0.15程度と小さい領域 Aがある．この領域では SS
がほとんど変形していないことを示している．これは，TE端側に SSがメタルフロー
したことと，Fig.5-13に示したように，TE端部では SSがせん断変形を受けた結果，
噛込み角度θ を有した状態で TE端がロールバイトに進入するので，TE端部の SS下
側ではεeqが小さくなる．また，SUSと SSの境界でεeqが大きい SSの領域 Cが存在し，
Fig.5-8に示した TE端側の丸棒が SUSと SSの境界近傍で大きく変形していることと
一致している．SUS表面でεeqが 0.05以下の領域 Bがある．これは領域 Cで SSのεeq
が大きくなったために，相対的に SUS のεeqが小さくなったと考えられる．したがっ
て，TE 端への SS の回り込みは，自由端になる SS が TE 端側にメタルフローし，変
形し難い SUSの変形量が低下することにより SSの回り込み量が大きくなる．これに
加え，噛込み角度を有した状態でロールバイトに TEが進入するので∆LTEが増大する
と考えられる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-15 εeq distribution calculated after euqi-diameter rolling at TE by using FEM  
calculation (φ200/φ200)．  
 
異径ロール圧延の場合のεeqを Fig.5-16に示す．Fig.5-15に示したεeqと同様の分布に
なるが，図中の(a)の無潤滑圧延の場合には，C で示す範囲のεeqが小さくなっており，
変形の均一化の観点から異径ロールの効果がみられる．しかしながら，(b)の異周速圧
延では．SSの下側のεeq分布は等径・異周速圧延の場合でほとんど変わらず，TE端部  
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Fig.5-16 εeq distribution calculated by FEM after deferent diameter (φ140/φ230)， 
euqi-velocity, non-lub. rolling. 
 
では異周速圧延が変形の均一化の観点からは悪影響を及ぼしている．また，潤滑圧延 
の場合のεeqは等周速圧延の場合と同様の分布形態になっている． 
次に，等径ロール圧延の場合の LE端噛込み時の相当塑性ひずみεeq分布 Fig.5-17 に
示す．(a)～(d)の図に示すように，圧延時に SSが進行方向にメタルフローするため SS
の回り込みが発生することを示している．また，異周速圧延の場合には LE端への SS
の回り込み量∆lLEが減少していることがわかる．図中の Aで示すεeqが大きい領域が存
在し，SUSのεeqが小さい領域 Bが存在する．LE端部は噛込み時において，ロールバ
イト内で硬質の SUSの変形が小さくなり，板厚方向に対応する SS側での変形が大き
くなるため，図に示すようなεeq分布になる．等周速無潤滑圧延に比較して，異周速圧
延のほうが∆lLEは減少している．LE端部では，異周速圧延は SSの回り込みを抑制す
る効果がある．また，異周速圧延(図 b,d の○の部分)では，ロールバイト内の要素の
流れを観察すると，SSのメタルフローは SUS側よりも遅れており，また Aの領域で
のεeqが増大している．SS のロール側の変形が TE 端側に向かうために， ∆lLEが減少
すると考えられる． 
Fig.5-18 に異径ロール圧延における LE 端部のεeq分布を示す．Fig,5-17 のεeq分布に
比較して大きな差は認められず，図中の A で示すεeqが大きい領域が存在し，SUS の
εeqが小さい領域 B が存在する．等周速無潤滑圧延に比較して，異周速，潤滑圧延の
ほうが∆lLEは減少している．異周速圧延，潤滑圧延(図 b,dの○の部分)では，低速ロー
ルで圧延される SS のメタルフローは SUS 側よりも遅れており，SS のロール側の変
形が TE端に向かうために，Fig.5-17の場合と同様に，∆lLEが減少すると考えられる． 
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Fig.5-17 εeq distribution calculated by FEM after euqi-diameter (φ200/φ200), 
 rolling (metal-in). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-18 εeq distribution calculated by FEM after different diameter (φ140/φ230)  
rolling (metal-in). 
 
Fig.5-15(a)に示した等径ロール・等周速無潤滑圧延条件における，TE端部のロール
バイト内の相当応力σeq，圧延方向応力σX分布を Fig.5-19 に示す．なお，圧縮側が負
である．σeq の最大は領域 B の SUS 端部で圧延方向の引張応力が大きくなるため
110MPa以上のσeqになり，領域 Cの板厚方向には大きな圧縮力が作用する．また，SS
が TE 端へメタルフローしたため，図中の ldで示すように SS 側の接触弧長 ldが長く
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なっていることがわかる．SSの TE端へのメタルフローは，噛み抜け直前に発生して
いることが理解でき，これは Fig.5-8に示したように，より TE端部の丸棒のせん断変
形が大きいことと一致している．さらに領域 Dでは圧縮応力が小さい．Fig.5-15の領
域 Aの部分に対応して，SSが TE端にメタルフローしたために SSの変形が小さくな
ると理解できる．等径ロール・等周速圧延における SS の回り込み現象を解析した結
果，TE 端部では SS が TE 端側にメタルフローし，ロールバイト内で SS がせん断変
形するため TE 端部が持ち上がり，両者の影響により∆lTEが大きなくなることが明ら
かになった． 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-19 σeq and σX distribution calculated by FEM in right before bite-out, φ200/φ200,  
euqi-velocity, non-lub. rolling condition. 
 
５．４．３ 先後端部の軟鋼の回り込みに及ぼす圧延条件の影響 
Fig.5-12に示したように潤滑圧延は実験，計算ともに軟鋼 SSの回り込み低減に効果
があった．異径ロール圧延における圧延後の TE 端部のεeq分布を Fig.5-16 に示した．
等周速・無潤滑圧延の(a)の場合の∆lTEは 5.96mm，異周速・無潤滑圧延の(b)の場合で
は 7.53mm，と大きくなる．潤滑した等径および異径ロール圧延の場合では∆lTEは各々
4.38，5.16mmとなる．潤滑圧延を行ったほうが，∆lTEは小さくなり，逆に異周速圧延
では潤滑の有無にかかわらず，∆lTEは大きくなる．潤滑圧延で∆lTEが小さくなる理由
は潤滑により摩擦係数が小さくなり，圧延荷重が小さくなる．その結果，SS のせん
断変形が小さくなるので∆lTEは小さくなると考えられる．異径ロール圧延でも接触弧
長が短くなるので，圧延荷重が小さくなる．異周速圧延はクロスシャー領域の発生に
よる同様の圧延荷重低減効果がある．ところが，異周速圧延では SS のせん断変形が
大きくなり，TE端部での∆lTEが大きくなる．Fig.5-15に示した潤滑圧延の(c)，(d)では
領域 Cでεeqが 0.4以上の領域が小さくなり，より均一変形していると言えるが，無潤
滑圧延の同図の(b)で SS下側の領域でεeqが 0.5程度まで大きくなっており，異周速圧
延によるせん断変形の影響が大きくなっている．この結果，∆lTEは大きくなり，異周
速圧延は TE 端部での∆lTEの低減にほとんど寄与しないことがわかる．圧延後の計算
で得られた SUS厚分布を Fig.5-20に示す．SUS厚は潤滑，異径ロール圧延で TE端か
ら 10～20mm の範囲で，他の圧延条件に比較して SUS は薄くなており，変形量が大
きくなっていることを示している．また，異周速圧延では SUS 厚が他の条件に比べ
厚くなっていることから，前述の効果が裏付けられた． 
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Fig.5-20 Influence of rolling conditions on TSUS calculated at TE.  
 
５．４．４ 後端部の軟鋼の回り込みに及ぼす噛込み角度の影響 
∆Lが増大する原因である SSのせん断変形による TE端部の持ち上がりを排除する
ために，圧延材の噛込み角度の影響を調査した．実験ではロール直近までガイドで圧
延材を固定するのは困難であるため，解析により噛込み角度θ =0°の条件で計算を行っ
た．無潤滑圧延条件における TE端部のεeq分布を等径ロール圧延の場合を Fig.5-21に，
異径ロール圧延の場合を同様に Fig.5-22に示す．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Fig.5-21 εeq distribution calculated at TE by FEM after euqi-diameter, different/euqi-velocity  
        rolling with entry guiding. 
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Fig.5-22 εeq distribution calculated at TE by FEM after different roll diameter,  
different/euqi-velocity rolling with entry guiding. 
 
∆lTE はどの条件でも，ロールバイト入側の圧延材を固定しない等径ロール圧延
(Fig.5-15)および異径ロール圧延(Fig.5-16)の場合に比較して∆lTE は大幅に低減される．
圧延入側で圧延材の持ち上がりを拘束することにより，ロールバイト内での SS のせ
ん断変形が小さくなり，均一な変形に近づいている．また，領域 Cの SSのεeqが大き
くなり，SUSの領域 Bではεeqが小さくなる傾向は Fig.5-15(a)に示した場合と同じであ
り，SSの TE端へのメタルローを完全に防止することは困難である．一方，異周速圧
延では領域 Dで大きなεeqが発生し，θ =0°の条件でも ∆lTEが増大する． 
ロールバイト入側で圧延材の拘束有無について∆L を計算し，比較して Fig.5-23 に
示す．拘束なしの条件に比較して，拘束ありでは∆lTEが小さくなり，異径ロール圧延
の∆lTE低減効果が顕著に現れていることがわかる．異周速圧延では変形抵抗の小さい
SS のせん断変形が促進され，TE 側で∆lTEが大きくなるが，LE 端部では逆に，SS の
回り込みを抑制するために，∆lLEは小さくなるので潤滑圧延の異周速圧延の∆Lは等周
速圧延の場合の∆Lよりもやや小さくなっている． 
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Fig.5-23 Influence of entry angle into roll-bite on SS protruding. 
 
５．５ 小括 
クラッド鋼板の熱間圧延時の先後端部(LE，TE 端部)の変形について，熱間ラボ圧
延実験および 2 次元弾塑性 FEM により解析を行い，先後端部の軟鋼の回り込みに及
ぼす種々の圧延条件の影響について調査した結果，以下の知見が得られた． 
(1)異径ロール，潤滑圧延は均一変形を促進し，後端への軟鋼の回り込み量の低減に有
効である．一方，異周速圧延においては変形抵抗の小さい軟鋼のせん断変形が促進
され，軟鋼の後端への回り込み量が大きくなるが，先端部での軟鋼の回り込み低減
に効果がある． 
(2)後端への軟鋼の回り込みには，変形抵抗差に起因したせん断変形により生じるロー
ルバイト入側の噛込み角度が大きな影響を及ぼしている．噛込み角度が大きくなる
と後端部の軟鋼が傾斜してロールバイト内に進入するので，後端への軟鋼の回り込
み量が大きくなる．さらに，変形抵抗の小さい軟鋼が，先後端にメタルフローする
ので軟鋼の回り込みはさらに大きくなる． 
(3)圧延機入側で圧延材を拘束(噛込み角度 0°)する条件では，入側で拘束なしの条件 
に比較して，異径ロール圧延，潤滑圧延の軟鋼の回り込み低減効果が大きく現れ 
る．軟鋼の回り込みを抑制すためには入側を拘束するとその効果が大きいことが判
明した． 
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第６章 結論 
熱間･冷間圧延プロセスでは板端部非定常部の変形を制御する高歩留りの生産が必
須であり，第 2～5 章において，圧延機の基本的な特性や圧延材の非定常部の変形挙
動について解析し，変形を均一化することによる高歩留りを目的とする研究開発につ
いて述べ，大きな歩留りの向上を達成したことを示した．歩留りが向上すれば，不要
な生産量の削減とそれを生産するエネルギーが省略できるので，省エネルギー，二酸
化炭素の排出量の削減に寄与できる． 
熱間・冷間圧延において，圧延材の幅端部および先後端部はロールによる拘束がな
いため，自由変形し，非定常な変形になる．このため歩留りの低下をもたらす． 
幅端部では板は 3次元変形するため，幅方向のメタルフローについて解析し，それ
を補償する技術について述べた．幅端部の変形として，エッジドロップ，エッジシー
ム疵を取り上げ，それらの生成機構を明らかにし，さらに，それらの制御機構を明ら
かにした．また，ステンレスクラッド鋼板の熱間圧延では，先後端が自由端になり，
2 層の変形抵抗差に起因した，非定常な変形を制御するため，それらの変形を均一化
することを目的として異径ロール圧延，異周速圧延時の圧延材の変形挙動を明らかに
するとともに，それら圧延の変形均一化効果を明らかにした．以下には各章で得られ
た結論を総括する． 
 
 
６．１ 熱冷延鋼板の品質に及ぼす圧延機剛性の影響 
圧延機の基本特性である板クラウン・平坦度制御能力，および諸剛性について調査
した．圧延機の弾性変形が圧延材の断面寸法形状，板クラウン・平坦度制御能力，蛇
行に及ぼす影響についてラボ実験および非対称圧延の解析が可能な分割モデルによ
り検討し，板端部の変形を制御するために必要な圧延機の制御機能を明らかにした．  
また，圧延機型式が圧延機剛性に及ぼす影響について考察し，熱間および冷間圧延
機の最適な型式について議論した．圧延機の諸剛性のなかで，縦剛性，平行剛性およ
び横剛性について，それら剛性に及ぼすロール間接触長さの影響を明らかにし，ロー
ル間接触長さとロールプロフィル(イニシャルロールクラウン)の大きさの影響につい
て評価した．その結果以下のことがらが明らかになった． 
(1)ロール間接触長さは諸剛性に大きな影響を及ぼしており，それが小さくなると縦剛 
性，平行剛性が低下し，横剛性は向上する．過大なロールプロフィルを付与すると
ロール間で非接触領域が発生し，縦剛性，平行剛性は低下することが，ラボ圧延実
験，計算解析により明らかになった． 
(2)4段圧延機および 6段圧延機において，同じ板クラウンが得られる条件で板をオフ 
センターすると，6段圧延機のほうが，板ウエッジが大きくなる．これらを板クラ
ウンと板ウエッジの関係で明らかにした．また，板クラウンが小さい圧延を行う場
合に板をオフセンターすると，板クラウンが大きい圧延の場合に比較して，板ウエ
ッジが大きくなり蛇行しやすい．さらに圧延荷重が大きい条件では板は蛇行しやす
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い． 
(3)ロール段数が同じでバレル間の接触長が変化しない場合，同一板クラウンが得られ 
る条件での板ウエッジ量は圧延機型式によらずほぼ一定である．同じ 4段圧延機で 
あれば PCクロス圧延機，CVC圧延機において，同じ板クラウンが得られる条件で 
は，圧延機型式によらず蛇行特性が同じであることを示している．したがって，熱 
間圧延では通板性の観点から平行剛性が高く，板クラウン・平坦度制御能力が高い 
4段圧延機の採用が好ましい． 
(4)冷間圧延機では高い単位断面積当りのスタンド間張力が作用した状態で操業する
ので，横剛性の高い 6段圧延機の適用が好ましい． 
 (5)熱間，冷間圧延機のエッジドロップを制御する場合には，板平坦度の悪化を低減
可能な片テーパー付きワークロールシフト圧延機が優れている． 
(6)低クラウンを目標とした操業では必然的に通板性が低下する可能性があり，適度な
板クラウンを設定することが好ましい圧延となる． 
 
６．２ 冷間圧延におけるエッジドロップ制御 
エッジドロップ生成機構やエッジドロップ制御能力を有する圧延機を活用した，エッジドロ
ップ制御について，これまでに多数報告されているが，熱延鋼板のエッジドロップを冷間圧
延で制御する試みは従来にはなく，冷間圧延においてエッジドロップ制御範囲の拡大を目
的として，その制御システムを構築した．エッジドロップを積極的に冷間圧延で制御するため
に，幅端部の変形機構に焦点を当て，ラボ実験によるエッジドロップ制御可能範囲の明確
化と，片テーパー付きワークロールシフト圧延法において最適なワークロールのテーパー量
について検討した． 
板幅方向のより内部までのエッジドロップを制御するためには，圧延材の板幅端部で大き
な変形が必要となる．板幅端部のロールバイト近傍では長手方向のメタルフロー不足のため，
変形抵抗に等しい張力が作用し，幅縮みを含む大きな予変形が発生し，その機構を明らか
にした．また，ワークロールのテーパー量がロールバイト入側における，板の予変形挙動に
及ぼす影響について考察した．これらの基礎検討の結果，熱延板クラウンの大きさに対応し
たワークロールシフト位置のフィードフォワード制御，圧延機出側に配置したエッジドロップ
計を用いたフィードバック制御システムを開発し，開発した技術を 4 スタンド UC 圧延機から
なる実機冷間タンデム圧延機に適用し，片テーパー付き WR シフトを用いた圧延において，
幅方向のより内部まで高い幅方向板厚精度が得られる技術を確立した．  
(1)高変形抵抗難圧延材の板幅方向の全長，全幅にわたり，定常部で 0.5％以内，非定 
常部で 0.8％以内の高い板厚精度を達成し，エッジ 15mm 以下のエッジドロップ量
が 5µm以内に制御可能となり，耳切り代を大幅に削減し，歩留り向上を達成した． 
(2)熱延鋼板のクラウンの大きさに対応した WR シフト制御によるフィードフォワー
ド制御，および冷間圧延機最終スタンドに設置されたエッジドロップ計を用いたエ
ッジドロップのフィードバック制御を確立した． 
(3)非対称シフト，エッジドロップと平坦度の非干渉制御により高精度エッジドロップ 
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制御技術を確立した． 
(4)3 次元弾塑性 FEM 解析の結果，テーパーWR を用いた圧延の場合には，ロールバ
イト内のテーパー部に相当する範囲では大きな引張応力になる．また，ロールバイ
ト入側で圧延方向に大きな引張応力，幅方向に圧縮応力が作用し，板幅縮みを伴う
予変形が発生すると考えられる．これらの応力は，テーパー角度が大きいほど，板
幅端部に作用している．つまり，板幅縮みが発生するのは，圧延方向の板厚減少の
みでは，圧延後の板厚の増加を補償できず，ロールバイト入側で幅方向のメタルフ
ローを伴い，鋼板の予変形挙動が発生することが判明した．また，幅方向のメタル
フローはロール端部に付与したテーパー量に依存しており，テーパー量にほぼ比例
し，テーパー量が大きいほど幅縮みも大きくなる．一方で，ロールバイト入側の板
が弾性変形状態では張力フィードバックの影響で，WRに付与したテーパー形状の
転写が大きくならず，エッジドロップ制御性も小さくなる． 
(5)幅方向のより内部までのエッジドロップを制御するためには，幅縮みを含む大きな
予変形が発生する．この幅縮みを予測し，圧延後の幅精度を補償することも必要に
なる． 
 
６．３ ステンレス鋼板のエッジシーム疵発生機構の解明と制御 
エッジシーム疵低減による歩留り向上のため，フェライト系ステンレス鋼のエッジ
シーム疵の発生機構をラボ実験および結晶塑性を考慮した 3 次元弾塑性 FEM 解析を
行い，エッジシーム疵の起源となるしわ機構を明らかにした．鋳造後にフェライト系
ステンレス鋼は加熱炉により均熱されるが，その段階で表層の結晶粒が粒成長し，粗
大な結晶粒が生成する．粗圧延段階において，フェライト系ステンレス鋼はフェライ
ト単相であり，圧延によるひずみ導入後もフェライト系ステンレス鋼は再結晶しない
ため，表面の粗大粒は長手方向に変形する．これら粗大粒の変形に焦点を当て，エッ
ジシーム疵の基点になるしわの形成機構について検討した．これらの基礎検討結果を
基に，実機の熱間圧延機設備においてエッジシーム疵を低減するために，鉛板を用い
たラボ実験および 3 次元弾塑性 FEM 解析を実施し，幅サイジングプレスに適用する
最適な凸形状金型を提案した．この金型によりエッジシーム疵は抑制することが可能
になった． 
(1)圧延材の側面しわは，圧下率の増大とともに，ランダムな初期方位を持つ均熱時に
生成した粗大粒が，結晶異方性に基づき，方位回転する過程において形成される結
晶粒間の変形差であり，その結晶粒が大きいほど，結晶粒の初期の変形過程で，粒
単位の凹凸が生じしわ深さが深くなることを明らかにした． 
(2)3次元弾塑性 FEMによる結晶塑性変形の解析結果から，{111}は幅方向への変形が
小さく，{001}はそれが大きい．このため，{111}と{001}に挟まれた結晶粒は，そ
れらの粒界の大きな拘束力を受け，その変形量が大きくなり，凹凸が形成され，し
わも深くなる． 
(3)弾塑性 3次元 FEMによる結晶回転の解析結果と Dillamore and Katohの理論による
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結晶回転の解析結果とを比較した結果，低圧下率の場合には，FEM を用いた場合
とその理論による結晶回転計算結果と同様の挙動を示した．しかし，高圧下率の
69%条件では，Dillamore and Katohの理論では{001}//N.D.はほとんど結晶回転しな
いが，本解析では，表面の連続性を維持し，かつ応力-ひずみの関係を維持するた
めに，(001)//N.D.は，{101}//N.D.の方向に結晶回転する結果になった． 
(4)エッジシーム疵はスラブ側面にしわが形成する段階と，しわが板表層部に回り込む
段階に分けられ，水平圧延によりしわが発生し，幅広がりにより鋼板の表裏面にし
わが回り込みエッジシーム疵が発生する．  
(5)凸形状金型の凸部の稜長さを短くするとスラブ側面への凹深さを増大でき，その稜
長さにより凹深さを制御できることを実験および 3 次元弾塑性 FEM 解析により明
らかにした． 
(6)適切な凹形状を板側面に形成することによりプレスに引き続く圧延での側面バル 
ジング変形を補償し，エッジシーム疵の表裏面への回り込みを制御することができ 
る． 
(7)凸形状金型によるエッジシーム疵回り込み量の抑制機構は，圧延時の矩形幅広がり
を促進し，かつ幅端部を矩形にすることにより，見かけのスラブ厚を薄くするのと
等価である． 
(8)これらの結果を基礎としてエッジシーム疵の低減技術を実機の熱間圧延設備に適
用し，エッジシーム疵の回り込み量を抑制した． 
  
６．４ クラッド鋼板の先後端部変形に及ぼす圧延条件の影響 
ステンレスクラッド鋼板の熱間圧延において，軟鋼層とステンレス鋼層の熱間圧延
の変形抵抗が大きく異なるために，両層間での伸び差が発生し，先後端部(LE，TE端
部)かつ幅端部では軟鋼がステンレス鋼側に回り込む．軟鋼が回り込んだ部分では切
捨てが必要になるので歩留りの低下を余儀なくされる．軟鋼の後端への回り込みを抑
制することによる歩留りの向上を目的として，上下ワークロール直径が異なる異径ロ
ール圧延や，上下ワークロールの周速が異なる異周速圧延の効果を検証した．その結
果，軟鋼の回り込みの低減には異径ロール圧延が有効であることが判明した．異径圧
延に加え，異周速圧延，ステンレス鋼側潤滑圧延によりさらにクラッド比の均一化，
軟質材の回り込み低減が可能になる．またその機構を明らかにするためラボ熱間圧延
実験，2 次元弾塑性 FEM 解析を行った．その結果から，異周速圧延，異径ロール圧
延ではステンレス鋼側の相当塑性ひずみを効果的に増加できることが主な理由であ
ることが判明した． 
(1)異径ロール，潤滑圧延は均一変形を促進し，後端への軟鋼の回り込み量の低減に有
効である．一方，異周速圧延においては変形抵抗の小さい軟鋼のせん断変形が促進
され，軟鋼の後端への回り込み量が大きくなるが，先端部での軟鋼の回り込み低減
に効果がある． 
(2)後端への軟鋼の回り込みには，変形抵抗差に起因したせん断変形により生じるロー
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ルバイト入側の噛込み角度が大きな影響を及ぼしている．噛込み角度が大きくなる
と後端部の軟鋼が傾斜してロールバイト内に進入するので，後端への軟鋼の回り込
み量が大きくなる．さらに，変形抵抗の小さい軟鋼が，先後端にメタルフローする
ので軟鋼の回り込みはさらに大きくなる． 
(3)圧延機入側で圧延材を拘束(噛込み角度 0°)する条件では，入側で拘束なしの条件 
に比較して，異径ロール圧延，潤滑圧延の軟鋼の回り込み低減効果が大きく現れ 
る．軟鋼の回り込みを抑制すためには入側を拘束するとその効果が大きいことが判
明した． 
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           それを用いたステンレス熱延鋼板の製造方法 
46)特許公開 2008-274192 熱間圧延油組成物 
47)特許第 3496459 フェライト系ステンレス鋼板の圧延方法 
48)特許第 3463119 ステンレス鋼用熱間圧延油組成物 
49)特許第 4572478 圧延潤滑剤の噴射方法 
50)特許第 3772326 ステンレス鋼用熱間圧延油組成物 
51)特許第 4807181 超硬合金ワークロールを用いた熱間圧延方法及び連続熱間 
圧延方法 
52)特許第 4140954熱間圧延油組成物 
53)特許公開 2010-260072熱間圧延機用ワークロールをとその製造方法 
54)特許公開 2010-260073熱間仕上圧延機用ワークロールを熱間仕上圧延機列と 
圧延方法 
55)特許公開 H10-263668 熱延鋼板の仕上圧延用潤滑剤及び仕上圧延方法 
56)特許公開 H10-328704 熱延鋼板の圧延用潤滑剤及び圧延方法 
57)特許公開 H11-123415 潤滑圧延方法および熱延鋼板の製造方法 
58)特許公開 H11-129002 熱間仕上圧延方法 
59)特許公開 H11-138206 熱間潤滑圧延方法 
60)特許公開 H11-319916 熱間ロール潤滑方法および熱延鋼板の製造方法 
61)特許公開 2000-084605 鋼板の熱間圧延方法 
62)特許公開 2000-084602 ステンレス熱延鋼板の製造方法 
63)特許公開 2000-160181 ステンレス鋼用熱間圧延油及び熱間圧延方法 
64)特許公開 2000-239684 熱間圧延油及び熱間圧延方法 
65)特許公開 2000-263101 フェライト系ステンレス鋼板の製造方法 
66)特許公開 2000-271608 フェライト系ステンレス鋼板の熱間圧延方法 
67)特許公開 2000-351002 熱延鋼帯の製造方法および仕上タンデム圧延機 
68)特許公開 2002-224718 超硬合金製複合ロール 
69)特許公開 2002-224719 超硬合金製複合ロール 
70)特許公開 2002-224720 超硬合金スリーブロールおよびその製造方法 
71)特許公開 2002-224716 鋼の熱間圧延方法 
72)特許公開 2002-224717 鋼の熱間圧延方法 
73)特許公開 2004-025254 熱間圧延における圧延材先端の反り防止方法 
74)特許公開 2004-195515 ステンレス鋼の熱間圧延方法 
75)特許公開 2006-095587 ステンレス鋼の脱スケール方法 
76)特許公開 2006-272442 ステンレス鋼の熱間圧延方法 
77)特許公開 2008-246562 熱間圧延方法 
78)特許公開 2009-006336 超硬合金ワークロールを用いた熱間圧延方法 
79)特許公開 2009-202186 耐リジング性と熱延板表面品質に優れるフェライト系 
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ステンレス鋼板の熱間圧延方法 
80)特許公開 2009-202220 熱間圧延鋼帯の製造方法と仕上圧延機用ワークロール 
81)特許公開 2009-208087 鋼の熱間圧延方法 
82)特許公開 2009-214117 極薄熱延鋼板の製造方法 
83)特許公開 2009-214161 熱間圧延鋼帯の製造方法と仕上圧延機 
＜外国特許＞ 
外国特許 1930159.7熱間圧延用ロールおよび圧延方法 EPC 
外国特許 PCT/JP01/04043 熱間圧延用ロールおよび圧延方法 PCT 
外国特許 19899 熱間圧延用ロールおよび圧延方法アメリカ合衆国 
外国特許 1930159.7熱間圧延用ロールおよび圧延方法ドイツ 
外国特許 2002/7000667 熱間圧延用ロールおよび圧延方法 大韓民国 
外国特許 1802062.3 熱間圧延用ロールおよび圧延方法 中華人民共和国 
 
第 5章 クラッド鋼板の先後端部変形に及ぼす圧延条件の影響 
84)特許公開 S62-259607 クラッド金属材の圧延方法 
85)特許公開 S64-087001 クラッド金属板の圧延方法 
86)特許公開 S64-087002 クラッド金属板の圧延方法 
87)特許公開 H01-118385 金属クラッド材の圧延圧接方法 
88)特許公開 H01-122678 金属クラッド材の圧延圧接方法 
89)特許公開 H02-034204 クラッド鋼板の圧延方法 
＜外国特許＞ 
外国特許 88309025 クラッド金属板の圧延方法 EPC 
外国特許 249706 クラッド金属板の圧延方法 アメリカ合衆国 
外国特許 88309025 クラッド金属板の圧延方法 イギリス 
外国特許 22903/88 クラッド金属板の圧延方法 オーストラリア 
外国特許 578793 クラッド金属板の圧延方法 カナダ 
外国特許 88309025 クラッド金属板の圧延方法 ドイツ 
外国特許 88309025 クラッド金属板の圧延方法 フランス 
外国特許 1988/12840 クラッド金属板の圧延方法 大韓民国 
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実績，受賞など 
1)平成 9年 5 月 「完全連続式冷間圧延機における高精度エッジドロップ制御技術の
開発」 日本塑性加工学会 会田技術賞 
2)平成 17年 5 月 「クラスター型圧延機における高精度形状制御技術の開発」 
日本塑性加工学会  会田技術賞奨励賞 
3)平成 20年 3 月 「環境調和型超微細粒鋼創製基盤技術の開発」    
日本鉄鋼協会 山岡賞  
4)平成 24年 3 月 「熱冷延高品質鋼板の製造技術開発」   
日本鉄鋼協会  西山記念賞(学術賞) 
5)冷間圧延および連続熱処理の進歩と今後の展望 
第207，208回 西山記念講座 日本鉄鋼協会(2011年11月) 
6)冷間圧延における形状制御・エッジドロップ制御 
第129回 塑性加工講座 日本塑性加工学会(2013年1月) 
 
 
